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主な使用記号  
 
Aws SFP 水面の面積     [m2] 
Cpw 水の比熱     [kJ/(kg･K)] 
D 空気中における蒸気の拡散係数     [m2/s] 
Gr グラスホフ数     [-] 
g 重力加速度     [m/s2] 
Hw 水位     [m] 
Hw,0 初期水位     [m] 
h 熱伝達率     [kW/(m2･K)] 
hD 空気中における蒸気の物質伝達率     [m/s] 
hfg 蒸発潜熱     [kJ/kg] 
l 伝熱面代表長さ     [m] 
Mw 水の質量     [kg] 
Nu ヌセルト数     [-] 
P 系の圧力     (= 0.10 MPa) 
Pr プラントル数     [-] 
PS0 水面における飽和蒸気分圧     [MPa] 
PS∞ バルク空気中の蒸気分圧     [MPa] 
Q’a 建屋内空気の熱量     [kJ] 
QC 水からコンクリートへの伝熱量     [kW] 
QD 崩壊熱     [kW] 
QE 水面から空気への蒸発熱伝達量     [kW] 
Qout 建屋外への放熱量     [kW] 
QR 水面からの放射伝熱量     [kW] 
qE 蒸発熱流束     [kW/m2] 
qR 放射熱流束     [kW/m2] 
Sc シュミット数     [-] 
Sh シャーウッド数     [-] 
Ta 建屋内空気の温度     [℃ ] 
Tb 建屋の壁面表面温度     [℃ ] 
Tc コンクリート壁面温度     [℃ ] 
Tout 外気温度     [℃ ] 
Tw 平均水温     [℃ ] 
Tw,in 注水の水温     [℃ ] 
Tws 水面温度     [℃ ] 
Tw,0 初期水温     [℃ ] 
t 時間     [s] 
Ua 空気流速     [m/s] 
Va 建屋容積     [m3] 
Vw,0 初期の水体積     [m3] 
Z SFP 底面からの高さ     [m] 
 
 - v - 
   水の熱膨張率     [1/K] 
ε  放射率     [-] 
w   水の熱伝導率    [kW/(m･K)] 
a   空気密度     [kg/m
3] 
w   水密度     [kg/m3] 
σ  ステファン -ボルツマン係数     [kW/(m2･K4)] 
   水の動粘性係数     [m2/s] 
 
 
添字  
a  without heat loss 
m  measured data 
 
 
略称  
AESJ Atomic Energy Society of Japan  日本原子力学会  
ANS American Nuclear Society  米国原子力学会  
BWR boiling water reactor  沸騰水型原子炉  
CFD computational fluid dynamics  数値流体力学  
PWR pressurized water reactor  加圧水型原子炉  
SFP spent fuel pit (PWR の場合 )  使用済燃料ピット  
 spent fuel pool (BWR の場合 )  使用済燃料プール  
1F2   福島第一原子力発電所 2 号機  
1F3   福島第一原子力発電所 3 号機  
1F4   福島第一原子力発電所 4 号機  
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第 1 章   序   論  
1.1  研究の背景  
原子炉内で核分裂による発熱で発電に利用された原子燃料  (以下，「照射済燃
料集合体」と呼ぶ ) は，再処理施設への搬出もしくは，再度の原子炉内への装荷
までの間，原子力発電プラントの使用済燃料ピット  (加圧水型原子力発電所  
(PWR)における名称，沸騰水型原子力発電所  (BWR)では使用済燃料プールと呼
ぶ，いずれも SFP と略す ) に一時的に保管される．図 1.1 にこの BWR プラント
および PWR プラントにおける SFP 関連施設の概略図 (1) を示す．使用済燃料集
合体を含む全ての原子燃料集合体の原子炉－SFP 間の移動はすべて水中でなさ
れる．BWR の SFP は原子炉建屋内の最上階にあり，燃料交換時にはゲートを設
けた水路を介して炉心と SFP が接続される． PWR プラントでは，炉心のある原
子炉建屋とは別の燃料取扱建屋内に SFP が設けられている．BWR および PWR
プラントの SFP の水深はいずれも約 12 m である．  
SFP の概念図を図 1.2 に示す．SFP のレイアウトと寸法はそれぞれの原子炉で
異なる．使用済燃料ラックの高さは約 4.5 m でピットの水深は放射線遮蔽の観点
から約 12 m (ラック上端からは約 7 m) である．幅は施設規模により異なるが約
10～20 m である．換気空気流れ方向の長さは約 10 m である．ピットの内面はス
テンレス鋼板で全面内張りされている．  
この照射済燃料集合体から崩壊熱を除去してピット水温を低く維持するため
に，通常 2 系統の浄化冷却設備が設けられている．この浄化冷却設備は，外部か
らの交流電源供給により運転されている．また，ピット水面の上方に空気流  (エ
アカーテン ) を形成する換気空調系が設けられており，水面からのエアロゾル粒
子の拡散を防止することと，使用済燃料建屋を大気圧より低い圧力に維持し，放
射性物質の屋外への拡散を防ぐ役目を担っている．この換気空調系は，通常時に
は外部電源で運転されるが，非常用電源でも運転できる電源構成になっている．
これにより，外部からの交流電源喪失時には浄化冷却設備は停止するが，換気空
調系は全交流電源喪失時にしか停止しない．  
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(a) 燃料プールの概略図  (BWR)  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) 燃料取扱設備の概略図  (PWR)  
 
図 1.1  SFP 関連施設の概略図 (1)  
 
SFP 
SFP 
炉心 
炉心 
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図 1.2  SFP の概念図  
 
浄化冷却設備の保守点検などに伴う停止時には，ピット水温上昇およびピット
水温が上限値に達するまでの時間を評価することが重要になる．実機では浄化冷
却設備の保守点検に際し，浄化冷却設備が 2 系統とも停止した場合に備えて，保
安規定に定める上限値  (65℃ ) に達するまでの時間評価を行い，この時間内に終
了するよう作業計画が作成される．しかし，この評価では実測値とのかい離が大
きく，浄化冷却設備の点検や補修時間の十分な確保に困難を生じる場合がある．
点検や補修時間の確保は設備信頼性を維持する上で重要である．このため浄化冷
却設備停止時の水温上昇を適切に予測する手法の開発が求められている．一方，
全交流電源喪失時の SFP の水温と水位についての議論はあまりなされていない．
それは，長期間の全交流電源喪失事象は想定されていなかったこと，および放射
線遮蔽のために照射済燃料集合体上部に大量の水が存在することから，ピット水
温上昇率とピット水位低下率が小さいためである．しかし，福島第一原子力発電
所の事故以降，非常用電源を含む全交流電源喪失時の対応として，ピット水温の
ほかピット水位の低下の予測を行ない，事故時マニュアルに反映することが求め
られるようになった．  
SFP における放熱と水温および水位の時間変化を評価する際の最も重要な不
確かさは，発熱源である崩壊熱の計算とピット水面から空気流への蒸発熱伝達の
計算である．  
崩壊熱は，米国原子力学会による相関式である米国原子力学会 ANS-5.1-1973(2) 
や日本原子力学会  (AESJ) によって推奨されている相関 (3) が原子炉安全解析で
一般的に使用されている．Way-Wigner 相関式 (4) も，長期間冷却された照射済燃
Cooling systems 
Heat exchanger 
Air outlet 
Concrete 
A-line 
B-line 
Spent fuel racks 
Water 
12 m 
Air inlet 
10 m 
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料集合体の崩壊熱予測に使用されている．しかし，これらの相関式は，原子炉運
転時間と原子炉停止後の冷却時間の関数として，炉出力に対する崩壊熱比を導き
出すが，燃料の仕様の影響は考慮されていない．照射済燃料集合体の崩壊熱を精
度よく予測するためには，燃料の仕様の影響を取り入れることが望ましい．  
ピット水から換気空調系による空気流への放熱を計算するには，実機における
ピット水温を包含する水温 20～65℃の範囲で使用できる強制対流空気流れに対
する蒸発熱流束の相関式が必要である．また，全交流電源喪失時にはピット水か
ら建屋内空気への放熱を計算するために，水温 100℃まで使用できる自然対流空
気流れに対する蒸発熱流束の相関式が必要になる．  
 
1.2  水温上昇と水位低下に関する過去の研究  
SFP では，通常，γ 線遮蔽のために照射済燃料集合体ラック上端の約 7 m 上方
に水位があり多量の冷却水を保有している．このため，浄化冷却設備停止時の水
温上昇と水位低下は緩慢であり，これらの具体的な評価結果の報告例は極めて少
ない．米国原子力規制委員会  (USNRC) では，原子力発電所の廃炉期間中の SFP
の事故リスクについて報告 (5) がなされている．この報告では，全交流電源喪失
時の照射済燃料集合体の空気中への露出までの時間と露出時に燃料損傷が生じ
ない冷却年数を評価しているが，後者の燃料健全性評価に重点があり，断熱条件
で水位低下を計算している．ここで断熱条件とは，ピット周囲のコンクリートへ
の伝熱と水面からの蒸発伝熱  (放熱 ) を考慮せず，崩壊熱が冷却水への蓄熱もし
くは飽和温度到達後の沸騰熱に等しいと近似することである．放熱条件と断熱条
件では水温の予測値が大きく異なる場合がある．  
 
1.3  蒸発熱伝達相関式に関する過去の研究  
強制対流空気流れに対する蒸発熱流束については，一般的な海洋モデルでは，
海面から大気への熱伝達を計算する際に蒸発熱流束相関式 (6)～ (9) が使用されて
いる．これらの相関式は，空気流速の適用範囲が高く  (2.5 m/s 以上 ) 水温の適用
範囲が低いことから，浄化冷却設備停止時における空気流速～2 m/s，水温～65℃
におけるピット水温計算には使用できない．このため浄化冷却設備停止時のピッ
ト水温計算は断熱条件で行われている．一方，自然対流空気流れに対する蒸発熱
流束については，Fujii ら (10) は 100℃以上の蒸発と凝縮の熱伝達相関式を提案し
ているが，高温実験であり伝熱面積が小さいことから全交流電源喪失時に対する
ピット水温計算への適用性は明らかでない．  
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1.4  本研究の目的と方法  
浄化冷却設備停止時における水温の予測値と実測値とのかい離の原因の一つ
として断熱計算をしていることが挙げられる．そこで従来の実機予測では考慮し
ていない放熱の影響を加味した評価方法の確立を目指すこととした．また，福島
第一原子力発電所の事故以降，非常用電源を含む全交流電源喪失時の対応として，
ピット水温のほかピット水位の低下予測が求められるようになった．そこで長期
間の全交流電源喪失事象も本研究の範囲に含めることとした．  
このような背景から本研究の目的は，SFP の浄化冷却設備停止時や換気空調系
停止時の，ピット水温上昇とピット水位低下を適切にかつ簡便に予測できる手法
を開発することである．第 1.1 節で述べたように，SFP における水温と水位の時
間変化を評価する際の最も重要な不確かさは発熱源である崩壊熱の予測手法と
ピット水面から空気流への蒸発熱伝達の予測手法である． 
崩壊熱の予測については，精度向上を目的として，燃料の仕様を考慮できる燃
焼計算ソフトウェアである ORIGEN 2.2(11) を用いて崩壊熱を計算し，燃料の仕
様に応じて崩壊熱を簡易に計算できるテーブルを整備した．蒸発熱伝達の予測に
ついては，強制対流空気流れに対して信州大学にて蒸発伝熱実験 (12) (13) を行な
い熱流束の相関式を導出するとともに，自然対流空気流れに対しては熱伝達と物
質伝達との相似則 (14) を用いることとした．整備した崩壊熱テーブルに基づく崩
壊熱と導出した強制対流空気流れに対する蒸発熱流束の相関式を用いて，浄化冷
却設備停止時におけるピット水温上昇の 3 次元計算を行ない，測定値と比較，検
証した．3 次元計算の結果，ピット水温はほぼ一様であったことから一領域計算
モデルによる水温上昇と水位低下の予測システムを開発し，浄化冷却設備停止時
に対しては 3 次元計算および測定値との比較により検証し，全交流電源喪失時に
対しては福島第一原子力発電所における測定値 (15) を用いて検証した．  
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1.5  本論文の構成  
本論文は 6 つの章から構成される．以下に各章の概要をまとめる．  
 
第 1 章では，浄化冷却設備停止時もしくは全交流電源喪失時における SFP の水
温と水位の予測に対する研究の背景，過去の研究について調査した結果を記し，
研究課題を明らかにして本研究の目的と実施方法を記した．  
 
第 2 章では，複数の燃料種別に対し，燃焼計算ソフトウェア ORIGEN 2.2(11) と
日本の評価済核データファイルである JENDL 3.3(16) に基づく ORIGEN 2 のため
の核断面積ライブラリセット (17) を用いて，照射済燃料集合体の崩壊熱を計算し
て崩壊熱テーブルを整備し，燃料の仕様と冷却期間に応じて簡便に崩壊熱を計算
できるようにした．  
 
第 3 章では，まず換気空気の 3 次元流れ解析を行ない，蒸発伝熱実験における
空気流速の条件を選定し，共同研究として信州大学で伝熱量測定 (12) (13) を行っ
た．この結果から強制対流空気流れに対する蒸発熱流束の相関式を導出し，その
相関式の実機条件への適用性について考察を行った．自然対流空気流れに対する
蒸発熱流束については，自然対流乱流熱伝達 (18) と物質伝達との相似則 (14) を用
いて相関式を導出し考察を行った．  
 
第 4 章では，第 3 章で導出した蒸発熱流束相関式と 3 次元流れ解析による代表
空気流速を用いて，ピット水の 3 次元熱流動解析を行ない，浄化冷却設備停止時
における崩壊熱の影響を評価した．さらに第 2 章で整備した崩壊熱テーブルによ
る崩壊熱予測値を用いて，浄化冷却設備停止時におけるピット水温変化の検証解
析を行った．  
 
第 5 章では，ピット水の 3 次元熱流動解析結果に基づいて一領域計算モデルを
作成し，浄化冷却設備停止時に対するピット水温の予測システムを開発するとと
もに，このシステムを全交流電源喪失時に対する水位予測に拡張した．浄化冷却
設備停止時の一領域計算モデルによる解析水温は，3 次元熱流動解析結果および
測定値との比較を行った．全交流電源喪失時の解析結果は，福島第一原子力発電
所における測定値 (15) を用いて検証を行った．この検証結果から自然対流空気流
れに対する蒸発熱流束について考察した．また，ピット寸法が水温予測に与える
影響，崩壊熱予測の従来法と本手法との比較による本手法の効果について検討す
るとともに，その予測精度について検討を行ない，この一領域計算モデルの制約
と適用限界を整理した．  
 
第 6 章では，本論文の総括的結論および今後の課題をまとめた．  
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第 2 章   崩壊熱の予測方法  
2.1  はじめに  
SFP では，発熱源である崩壊熱自体は計器等を用いて監視されておらず，発熱
量を計算できる計測も行われていない．したがって第 1 章で述べたように，崩壊
熱の計算は SFP における放熱と水温を評価する際の最も重要な不確かさの 1 つ
である．本章では，この崩壊熱の評価について述べる．  
崩壊熱は，米国原子力学会  (ANS) による相関式である ANS-5.1-1973(1) や日本
原子力学会  (AESJ) によって推奨されている相関 (2) が原子炉安全解析で一般的
に使用されている．Way-Wigner 相関式 (3) も，長期間冷却された照射済燃料集合
体の崩壊熱予測に使用されている．しかし，これらの相関式は，原子炉運転時間
と原子炉停止時の冷却時間の関数として，炉出力に対する崩壊熱比を導き出す
が，燃料の仕様の影響は考慮されていない．照射済燃料集合体の崩壊熱を精度よ
く予測するためには，燃料の仕様の影響を取り入れることが望ましい．  
そこで，本研究では燃料の仕様を考慮できる燃焼計算ソフトウェアである
ORIGEN 2.2(4) を用いて崩壊熱の計算を行った．  
 
2.2  崩壊熱計算の方法と条件  
通常，計画された運転期間が終了すれば原子炉にある照射済燃料集合体は全て
原子炉から SFP に移動される．PWR では，この原子炉から取り出された照射済
燃料集合体のうち約 2/3 は再度原子炉に装荷されるが，残り約 1/3 は原子炉に装
荷されることなく SFP で長期間冷却される  (BWR では約 3/4 が再度原子炉に装
荷 ,約 1/4 が SFP で長期間冷却 )．また SFP には，直近の運転期間より前に原子炉
から取り出された照射済燃料集合体も保管されている．したがって SFP 中の照
射済燃料集合体は，2 種類に分類することができる．一つは直近の原子炉の運転
停止から比較的短期間経過後に取出した崩壊熱の大きい照射済燃料集合体であ
り，もう一つは SFP 内で長時間冷却された崩壊熱の小さい照射済燃料集合体で
ある．  
ORIGEN 2.2 の入力データは，初期の燃料の核種組成と照射履歴である．これ
らを用いて時刻毎に生成される核種組成が計算される．次に計算された核種から
放出される中性子やγ線および崩壊熱が計算される．核種のデータについては，
日本の評価済核データファイルである JENDL 3.3(5) に基づく ORIGEN 2 用核断
面積ライブラリ (6) を利用した．計算条件は，加圧水型原子炉  (PWR) 用のウラ
ン燃料集合体で，最大燃焼度は 3 サイクルで 48 GWd/t または 55 GWd/t とした． 
停止した炉心の崩壊熱は，運転期間 3 ヵ月，6 ヵ月，13 ヵ月および最大燃焼度
に達する運転期間  (燃料集合体の種類と一次冷却系統の数により約 14.5 ヵ月，
約 15 ヵ月，約 16.3 ヵ月，約 18.3 ヵ月 ) で計算し，運転期間および原子炉停止後
の冷却時間をパラメータとして崩壊熱テーブルを作成した．運転期間をパラメー
第 2 章  崩壊熱の予測方法 
 - 10 -
タの一つとしたのは計画外停止で照射済燃料集合体を原子炉から SFP に移動す
る場合に対応するためである．  
長期間冷却後の照射済燃料集合体の崩壊熱は，最大燃焼度まで燃焼したものと
して原子炉停止後から計算し，崩壊熱テーブルは原子炉停止後の時間の関数とし
て作成した．SFP 内に貯蔵されている照射済燃料集合体のデータから，この作成
した崩壊熱テーブルを用いて，それぞれの照射済燃料集合体の崩壊熱を補間計算
できるようにした．  
 
2.3  崩壊熱計算の妥当性確認  
ORIGEN 2.2 の出力データのうち，中性子束を用いて計算の妥当性確認を行っ
た．典型的な 4 ループの PWR 用炉心における燃焼度と中性子束  (個 / (cm2･s)) の
関係を図 2.1 に示す．図中の月数は，運転期間である．燃焼度が増加するに伴い，
照射済燃料からの中性子束は増加する．これは，核反応により生成された核種の
増加に伴うものである．一方，運転期間の大小により，同じ燃焼度で中性子束が
影響を受けていないかの確認を行った結果，どの運転期間でも燃焼度と中性子束
とは同じ関係を形成しており，中性子束が運転期間の大小により変動していない
ことを確認した．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図2.1  中性子束の燃焼度依存性  
 
次に崩壊熱と冷却期間の関係を図2.2 に示す．図中の「17×17」の表記は，燃
料集合体の種類を示しており，「 loop」とは一次冷却系統の数を示す．5種類の炉
心の運転期間により，崩壊熱の減衰が大幅に変動しないか確認を行った結果，各
ケースにおいて，一様な減衰曲線を示していることを確認した．  
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(a)  集合体崩壊熱  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b)  炉心崩壊熱  
 
図2.2  崩壊熱の冷却期間依存性  
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運転期間
17P4
17P3
15P3
M2
M1
1.E+00
1.E+01
1.E+02
1.E+03
1.E+04
1.E+05
1.E+06
1.E+07
1.E+03 1.E+04 1.E+05 1.E+06 1.E+07 1.E+08 1.E+09
冷却期間（Sec）
崩
壊
熱
（W
/体
）
17P4_ASSY
KMN1_ASSY
17P3_ASSY
15P3_ASSY
KMN2_ASSY
17×17  4 loop 
14×14  2 loop type-1 
17×17  3 loop 
15×15  3 loop 
14×14  2 loop type-2 
17P4:17×17  4 loop 
17P3:17×17  3 loop 
15P3:15×15  3 loop 
14T2:14×14  2 loop type-2 
14T1:14×14  2 loop type-1 
Duration of core cooling (s) 
1.0×107 
 
1.0×106 
 
1.0×105 
 
1.0×104 
 
1.0×103 
 
1.0×102 
 
1.0×101 
 
1.0×100 
 D
ec
ay
 h
ea
t (
W
/a
ss
em
bl
y)
 
1.0×109 
 
1.0×108 
 
1.0×107 
 
1.0×106 
 
1.0×105 
 
1.0×104 
 
1.0×103 
 
1.0×102 
 
1.0×101 
 
1.0×100 
1.0×103   1.0×104   1.0×105   1.0×106   1.0×107   1.0×108   1.0×109
1.0×103   1.0×104   .0×105   1.0×106    1.0×107    1.0×108   1.0×109 
Operation period (months) 
3 
3 
3 
3 
3 
6 
6 
6 
6 
6 
13 
13 
13 
13 
13 
16.3 
14.5 
18.3 
15 
15 
 
De
ca
y 
he
at
 (W
/co
re
) 
Duration of core cooling (s) 
17P4 
 
17P3 
 
15P3 
 
14T2 
 
14T1 
第 2 章  崩壊熱の予測方法 
 - 12 -
2.4  既存の崩壊熱計算式との比較  
ORIGEN 2.2 の計算結果と Way-Wigner の式，ANS-5.1-1973 崩壊熱データに使
用されている Shure の working curve，および AESJ による原子炉の崩壊熱とそ
の推奨値を比較した．  
①Way-Wigner の式 (3)  
        2.02.0
0
),(   TttC
P
tTP
                 (2.1) 
  ここで， 
    P(T,t)：崩壊熱 (MW) 
    P0：定格熱出力 (MW) 
    T：運転期間 (s) 
    t：原子炉停止後の冷却期間 (s)  
    C：定数 (燃料集合体の種類による固有の値で，ある発電所では 0.062 が
使用されており，一般的に rEC 00032843.0  (Er：核分裂エネル
ギー (MeV)) で表現される 
 
②Shure の working curve(1)  
    ANS-5.1-1973 で使用されている Shure の working curve を以下に示す．  
      
aAt
P
tP  2.1),(
0
                             (2.2) 
  ここで， 
    P(∞,t)：無限時間照射の崩壊熱 (MW) 
    A,a：定数 
  運転期間 T における崩壊熱は以下の式で表される． 
      
000
),(),(),(
P
tTP
P
tP
P
tTP                   (2.3) 
t (s) 0 < t < 10 10 < t < 150 150 < t < 4×106 4×106 < t < 2×108 
A 0.0603 0.0766 0.13 0.266 
a 0.0639 0.181 0.283 0.335 
 
③AESJ による原子炉の崩壊熱と推奨値 (2)  
AESJ による原子炉の崩壊熱とその推奨値に示されている計算式を以下  
に示す．  
       
 

5
1
,
33
1 ,0
)exp(1)(,exp(,)(),(
k
iki
i ik
i TtkkQtG
P
tTP 

  (2.4) 
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    ここで， 
    λ,α：フィッティング係数 
           ウラン 235 のフィッティング係数の例 
i λ α i λ α 
1 3.29×100 1.99×10-1 18 2.44×10-6 4.68×10-7
2 1.00×100 4.66×10-1 19 6.93×10-7 9.90×10-8
3 5.16×10-1 5.77×10-2 20 6.20×10-7 8.37×10-8
4 2.95×10-1 3.46×10-1 21 1.50×10-7 -1.00×10-8
5 1.96×10-1 5.64×10-2 22 1.28×10-7 8.75×10-8
6 1.04×10-1 1.69×10-1 23 1.26×10-7 -5.13×10-8
7 3.49×10-2 4.44×10-2 24 2.71×10-8 2.34×10-9
8 1.33×10-2 2.28×10-2 25 2.25×10-8 -1.44×10-10
9 5.00×10-3 3.95×10-3 26 8.99×10-9 1.42×10-11
10 3.59×10-3 1.06×10-3 27 4.37×10-9 3.54×10-12
11 1.36×10-3 1.17×10-3 28 7.71×10-10 5.10×10-11
12 5.65×10-4 6.40×10-4 29 7.28×10-10 3.59×10-11
13 1.85×10-4 1.94×10-4 30 2.43×10-10 2.00×10-14
14 5.44×10-5 3.01×10-5 31 2.20×10-13 3.89×10-16
15 4.92×10-5 1.49×10-6 32 1.03×10-13 5.28×10-16
16 1.92×10-5 8.35×10-6 33 9.55×10-15 7.53×10-17
17 8.42×10-6 1.65×10-6  
 
    Q：熱出力換算係数 (6.24×1012/Qe，Qe は核分裂エネルギー )  
    G：中性子捕獲効果補正係数 
t G (t) t G (t) 
10 1.005 1.00×107 1.16 
100 1.008 2.00×107 1.246 
1000 1.013 4.00×107 1.381 
10000 1.027 1.00×108 1.52 
1.00×105 1.071 1.50×108 1.438 
2.00×105 1.083 2.00×108 1.31 
4.00×105 1.088 3.00×108 1.142 
1.00×106 1.095 4.00×108 1.072 
2.00×106 1.103 6.00×108 1.029 
4.00×106 1.117 1.00×108 1.012 
 
k：核種インデックス  (ウラン 235，ウラン 238，  
プルトニウム 239，プルトニウム 240，プルトニウム 241)  
    i：フィッティング係数インデックス  (33 個 )  
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以上の式から得られた燃料集合体の崩壊熱と ORIGEN 2.2 の計算結果を比較し
たものを 17×17 型  4 ループの PWR 用燃料集合体を例に図 2.3 に示す．  
図 2.3 より，ORIGEN 2.2 の計算結果と Way-Wigner の式，Shure の working curve
ならびに AESJ 推奨値ともに傾向は一致しているが，Way-Wigner は 1×106 秒以
降で他の計算値より崩壊熱が大きくなっている．このため，崩壊熱が大きいこと
により保安規定に定める上限値  (65℃ ) に達する時間が短くなり安全側の評価
になるとして SFP における崩壊熱計算値に用いられる場合がある．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図2.3  燃料集合体の崩壊熱計算値と既存の崩壊熱計算式との比較  
(17×17型  4ループのPWR用燃料集合体 ) 
 
1.E+02
1.E+03
1.E+04
1.E+05
1.E+06
1.E+03 1.E+04 1.E+05 1.E+06 1.E+07 1.E+08 1.E+09
冷却期間（Sec)
崩
壊
熱
（W
/体
）
JENDL
ANS（1973）
Wigner-Way
AESJ
ORIGEN 2.2 
 
 (1973) 
 
ay-Wigner 
 
J 
 D
ec
ay
 h
ea
t (
W
/a
ss
em
bl
y)
 
1.0×106 
 
 
1.0×105 
 
 
1.0×104 
 
 
1.0×103 
 
 
1.0×102 
1.0×103  1.0×104  1.0×105   1.0×106  1.0×1 7   .0×108  .0×109 
Duration of core cooling (s) 
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1.0E+03
1.0E+04
1.0E+05
1.0E+06
1.0E+07
1.0E+08
1.0E+03 1.0E+04 1.0E+05 1.0E+06 1.0E+07 1.0E+08 1.0E+09
Duration of Core Cooling (s)
D
ec
ay
 H
ea
t (
W
/C
or
e) 3 Months This Study
3 Months ANS（1973）
3 Months AESJ
6 Months This Study
6 Months ANS（1973）
6 Months AESJ
13 Months This Study
13 Months ANS（1973）
13 Months AESJ
16.3 Months This Study
16.3 Months ANS（1973）
16.3 Months AESJ
図 2.4 では， 17×17 型  4 ループの PWR 炉心用に計算した崩壊熱と，  
ANS-5.1-1973 相関式 (1) および AESJ 相関式 (2) から計算した崩壊熱とを比較し
ている．これらの結果はよく一致しており，本研究における計算は適切であるこ
とを確認した．一般的に原子炉停止後約 7×105 秒  (約 8 日 ) 経過した照射済燃料
集合体は，炉心から SFP へ移動される．その時点で予測される崩壊熱は，互い
によく一致している．しかし，7×105 秒以降では ANS-5.1-1973 が最も高い崩壊
熱を与え，本研究で使用した ORIGEN 2.2 による計算が最も低い崩壊熱となっ
た．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 2.4  取り出し炉心の崩壊熱計算値と崩壊熱計算式との比較  
(17×17型  4ループのPWR一炉心 ) 
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Duration of core cooling (s) 
1.0×108 
 
 
1.0×107 
 
 
1.0×106 
 
 
1.0×1 5 
 
 
1.0×104 
 
 
1.0×103 
1.0×103   1.0×104    1.0×105     1.0×106    1.0×107    1.0×108    1.0×109 
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2.5  まとめ  
燃料の仕様を考慮可能であり，一般に公開され利用可能な燃焼計算ソフトウェ
アである ORIGEN 2.2 を用いて崩壊熱計算を行った．この結果，原子炉から取り
出した直後の崩壊熱は，ANS-5.1-1973 および AESJ 相関式から計算した崩壊熱
と相互によい一致を示したが，それ以降時間経過した燃料に対しては，最も低い
崩壊熱計算値となった．  
燃料の仕様を考慮したことにより崩壊熱相関式より精度よく崩壊熱を計算で
きると期待されるが，妥当性を確認する必要がある．崩壊熱計算の妥当性につい
ては第 4.5 節および第 5.4 節で検証する．  
浄化冷却設備停止時の SFP 水温の計算では，計算対象時間が短く数日程度であ
ることから，崩壊熱は一定と近似できる．一方，全交流電源喪失時の SFP の水
温と水位の計算では，計算対象期間が数か月と長いことから，時間依存の崩壊熱
を使用する必要がある．  
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第 3 章   蒸発熱流束の予測方法  
3.1  はじめに  
SFP における放熱と水温を評価する際の最も重要な不確かさは，第 1 章で述べ
たように，発熱源である崩壊熱の計算およびピット水面から換気空調系による強
制対流空気流れへの蒸発伝熱の計算と換気空調系も停止する全交流電源喪失時
の自然対流空気流れに対する蒸発伝熱の計算である．ピット水からの放熱を計算
するには，強制対流空気流れでは実機の水温を包含する水温 20～65℃の範囲で
使用できる蒸発伝熱の相関式が必要であり，自然対流空気流れでは大気圧下でピ
ット水が沸騰する 100℃以下で使用できる蒸発伝熱の相関式が必要である．  
強制対流空気流れに対する蒸発熱流束については，海洋モデルでは海面から大
気への伝熱計算に蒸発熱流束相関式 (1)～ (3) が使用されている．これらの相関式は，
空気流速の適用範囲が高く水温の適用範囲が低いことから，浄化冷却設備停止時
のピット水温計算には使用できない．一方，自然対流空気流れに対する蒸発熱流
束について，Fujii ら (4) は 100℃以上における蒸発と凝縮の熱伝達相関式を提案
しているが，高温実験であり伝熱面積が小さいことからピット水温計算への適用
性は明らかでない．  
本研究では，強制対流蒸発に対しては，共同研究として信州大学で実験 (5)  (6) を
行った．小泉らは，幅×高さ×長さが 100 × 20 × 940 mm(5) の測定部 A と 50 × 40 × 
300 mm(6) の測定部 B を用いて水温 35～65℃における蒸発伝熱実験を実施した．
測定部出口における相対湿度は，前者では 100％，後者では主として 100％未満
である．まず，熱伝達と物質伝達との相似則および測定部出口の相対湿度 100％
未満である測定部 B で得られたデータを用いて蒸発熱伝達率の相関式を導出し
た．この場合，実機条件では約 25 倍の伝熱面長さに外挿使用することになる．
そこで，伝熱面寸法を含まない蒸発熱流束の相関式を導出するために，測定部 A
を用いた測定結果を相対湿度が 100％未満の範囲と 100％の範囲とに区分して蒸
発熱流束を評価し，蒸気の濃度境界層が発達した相対湿度 100％条件を対象とす
る蒸発熱流束の相関式を導出した．導出した相関式の実機条件への適用性につい
て考察した．自然対流蒸発に対しては，自然対流乱流熱伝達 (7) と物質伝達との
相似則 (8) を用いて蒸発熱流束の相関式を導出し，Fujii ら (4) による相関式と比
較，考察した．  
3.2  強制対流蒸発実験条件の選定  
強制対流蒸発の実験に先立ち，実験条件の選定が必要である．選定すべき実験
条件は，空気流速，空気温度，水流速，水温，相対湿度である．これら実験条件
のうち，空気流速分布，蒸気濃度分布，水流速分布を 3 次元計算により求め，実
験条件の選定に反映した．  
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3.2.1  水温  
実機の水温を包含するピット水温は 20～65℃である．低温では蒸発伝熱量が
小さく測定誤差が大きくなること，および低温ではピット水から換気空気への放
熱量が小さく予測計算への影響が小さいことから，実験における水温は 35～
65℃の範囲で測定することにした．  
 
3.2.2  空気流速  
実機の換気空気の給気口と排気口における流速は約 5 m/s である．強制対流実
験において空気流速 5 m/s までの測定を行なえば十分であるが，小規模実験にお
いて空気流速を 5 m/s にすると気流への液相の巻き込み  (エントレインメント ) 
により測定できなくなる可能性が大きい．一方，ピット水面近傍では流速が給排
気流速  (約 5 m/s) より大幅に低下すると考えられる．そこで，数値流体力学  
(CFD) ソフトウェア  FLUENT 6.3.26 を用いて換気空気の 3 次元流動計算を行な
い，空気流速の実験条件を選定した．  
換気空気の流動計算用のグリッドを図 3.1 に示す．上部の赤色部分が燃料取扱
建屋の一部に相当し，下部の黒色部分の下面がピット水面と接する部分である．
水面上方のピットの幅，長さ，高さはそれぞれ約 15 m, 10 m, 2 m である．空気
入口と出口の中心は SFP の上端からそれぞれ約 0.4 m，0.3 m であり，空気入口
と出口の高さはそれぞれ 0.17 m，0.36 m で，幅は 15 m である．実機の空気入口
と出口は複数の開口部となっているが，計算ではそれぞれ一つの開口にしており，
開口部における流路面積を同じにするために，計算上の空気入口と出口の高さは
実機よりも少し小さくなっている．使用済燃料建屋内のピット周辺における流れ
を計算するために，ピット上方の空間 15 × 22 × 6 m を計算領域に含めた．メッ
シュは全てヘキサ  (六面体 ) メッシュにし，計算の総セル数は約 190,000 となっ
た．  
蒸発熱流束の相関式における空気流速の影響を考慮して，換気空気流速の計算
誤差の目標を約 15％以下もしくは 0.15 m/s 以下とした．この計算誤差が蒸発熱
流束に与える影響は，蒸発熱流束が空気流速に比例すると仮定しても約 15％以
下になる．Nagano ら (9) は標準 k-ε 乱流モデルを用いてバックステップ流れでの
流速に対するメッシュ分割の影響について報告している．この報告を参照して図
3.1 に示す計算グリッドは流速の計算誤差が約 15％以下もしくは 0.15 m/s 以下
を満足するものと判断した．  
乱流モデルには計算の安定性を考慮して標準 k-ε モデルを使用した．側壁およ
びコンクリート床では非すべり条件とし，標準壁関数を用いた．空気流のバルク
流速を明確に定義することが困難であることから，水面近傍における空気流速を
求めて蒸発熱流束の評価に用いるために，水面ではあえてすべり条件にした (図
3.3 参照)．コンクリート床上方の側面境界と上面境界には排出圧力がゲージ圧
で 0 Pa の自由流入出の圧力境界を使用した．換気空気の流動計算では伝熱計算
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を行わないが，ピット水からの伝熱を考慮して 30℃における空気の物性値を使
用した．換気空気の入口と出口には約 5 m/s 一定の速度境界を適用した．なお，
実機条件と同様に，出口の面積と流量は入口の約 2 倍になっている．したがって
排気流量の約 1/2 は，圧力境界にしたコンクリート床上方の側面境界と上面境界
から自由流入する．定常状態での空気流速分布を必要としているが，定常計算は
安定しなかったことから過渡計算を行ない，定常に達した後の流速分布を求めた．
過渡計算のタイムステップは 10 秒とした．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3.1  換気空気流れ解析のための計算グリッド  
 
図 3.2 に垂直断面中央  (Y = 7.5 m) における換気空気の流速分布の解析結果を
示す．給気口および排気口における流速は約 5 m/s である．給気口から流出した
噴流の広がりに伴い周囲流体を巻き込むことから給気流は下方に湾曲し，水平位
置が約 2.5 m で給気口側に向かう循環流と排気口に向かう流れに分流し，水面近
傍では 1.0～2.0 m/s の流れが形成され，有効なエアカーテンが形成されている．
しかし，速い空気流速が水面近傍で維持され，主流であるバルク領域とバルクに
おける平均流速を明確に定義することは困難である．  
図 3.3 に X = 5 m における鉛直方向流速分布を示す．空気流速は，SFP 上方の
領域にまで拡大しておらず，水面から鉛直方向に約 0.5 m までは一定の空気流速
であり，この領域をバルク領域と見なすことができる．   
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図 3.2  垂直断面中央  (Y = 7.5 m) における換気空気の流速分布  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3.3  鉛直方向流速分布  (X = 5 m) 
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図 3.4 は水面近傍  (水面に接する計算セル ) における換気空気の流速分布を示
す．再循環流がはっきりと現れている．この再循環流領域での最大流速は約 2.0 
m/s であり，蒸発伝熱実験 (5) では，水面近傍における最大流速 2.0 m/s までの空
気流速を目標とした．水面近傍の空気流速の絶対値を平均すると 1.36 m/s であっ
た．したがって，第 4 章における SFP 水面から換気空気への蒸発熱流束の計算
では，空気流速にこの 1.36 m/s を用いる．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3.4  水面近傍における換気空気の流速分布  
Velocity (m/s) 
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ピット水面境界に一様な蒸発蒸気の体積流束を入力し，蒸気濃度分布を計算し
た．図 3.5 に，垂直断面中央  (Y = 7.5 m) における蒸気濃度分布を示す．  
図 3.5 から，蒸気濃度はピット水面に接したセルで濃度が高く，換気空調系  
(強制循環流 ) の流れにより図左中央付近に位置する給気口に向かって濃度境界
層が発達し，給気口から下方に湾曲して流れる空気流  (図 3.2 参照 ) に巻き込ま
れて蒸気濃度が急激に減少していることが分かる．一方，ピット水面の上方を排
気口に向かって流れる空気流でも流れ方向に濃度境界層が発達し図右中央に位
置する排気口から流出していることが分かる．端部を除いて蒸気濃度境界層厚さ
は薄いこと，換気空気の主流への拡散は限定的であること，得られたこれらの知
見を，蒸発伝熱実験データの評価に反映することとした．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3.5  垂直断面中央  (Y = 7.5 m) における蒸気濃度分布  
5 m/s 5 m/s 
Water surface 
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3.2.3  水流速  
蒸発伝熱実験の温水の流速を選定するために，CFD ソフトウェア  FLUENT 
6.3.26 の標準 k-ε 乱流モデルを用いてピット水の 3 次元熱流動を計算した．計算
方法は第 4 章と同じであり，詳細は第 4 章に記す．  
浄化冷却設備停止 10 時間後における垂直断面中央  (Y = 5 m) におけるピット
水の流速分布を図 3.6 に示す．照射済燃料集合体の崩壊熱は 5 MW (原子炉停止
後約 1×106 秒  (約 12 日 ) 経過後の典型的な 4 ループの PWR 炉心の崩壊熱に相当 )
とした．ラック内の熱源によりピット下部のラック内では上昇流に，ラック外で
は下降流になっており，ラック間で発熱に差異がない均等発熱でも流れ場に偏り
が生じ，ラックの上方には一つの大きな自然循環流が形成されている．これはコ
ンクリートへの伝熱量が小さく，コンクリート面近傍における下降流の誘起が小
さいことも影響していると考えられる．  
図 3.7 に水面近傍におけるピット水の流速分布を示す．水面近傍におけるピッ
ト水の流速は 0.03～0.08 m/s になった．この流速を蒸発熱伝達実験の条件に使用
することとした．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3.6  ピット水の流速分布  
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(a) 浄化冷却設備停止 10 時間後  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) 浄化冷却設備停止 20 時間後  
 
図 3.7  水面近傍におけるピット水の流速分布  
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3.2.4  実験条件の選定結果  
CFD ソフトウェア  FLUENT 6.3.26 の標準 k-ε 乱流モデルを用いて，換気空気
の 3 次元流動計算と，ピット水の 3 次元熱流動計算を実施し，蒸発伝熱実験の条
件を選定した．  
 
(1) 換気空気の流れは有効なエアカーテンを形成し，水面近傍における流速は
1.0～2.0 m/s であったことから，蒸発伝熱実験は空気流速範囲～2 m/s で実施
する．  
(2) ピット水は一つの大きな循環流を形成し，水面近傍における水流速は 0.03～
0.08 m/s であったことから，蒸発伝熱実験における水流速は，0.03～0.08 m/s
を目安にして実施する．  
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3.3  強制対流蒸発伝熱量の測定  
水面における熱流束を評価するために，共同研究として蒸発熱伝達実験 (5)  (6) 
を信州大学で実施した．  
 
3.3.1  実験装置と実験方法  
実験装置を図 3.8 に，測定部を図 3.9(5)  (6) に示す．実験装置は，矩形の測定部，
温水タンク，ポンプ，コンプレッサーから成る．測定部は透明なアクリル製であ
る．実験に使用する液体は蒸留水と空気である．温水タンクの蒸留水は電気加熱
器で昇温され，水温と流量を所定の値に設定し，実験装置の下部から流入し，測
定部に供給され，他方の下部から排出される．温水配管と測定部は断熱材により
熱的に断熱されている．ローターメータを通ってコンプレッサーから供給される
空気は，流量を所定の値に設定した後に，上面の入口部から供給され水の流れと
対向しながら測定部の上部に沿って流れ，上面の出口部に抜ける．水温，空気の
温度，実験装置入口と出口での湿度が十分安定したのを確認したのち，測定部の
入口と出口で圧力 P，温度 T，相対湿度 が測定される．空気流量を段階的に増
加しながら同様の測定が行われ，その後，水温を上昇して同様の測定が行われる．
測定部の幅×高さ×長さは A が 100 × 20 × 940 mm，B が 50 × 40 × 300 mm であり，
水深はいずれも 5 mm である．なお，水と空気の入口と出口に位置する測定部両
端には，水平な水跳ね防止板を設置している．これら水跳ね防止板の高さは水の
深さと同じになるよう調整可能であり，A は 30 mm 長，B は 150 mm 長である．
空気流の水力等価直径は測定部 A が 26 mm，測定部 B が 41 mm である．空気の
温度，圧力，相対湿度は，それぞれ，K 型の熱電対，ブルドン管圧力ゲージ，湿
度計を用い，測定部の入口出口で測定している．  
測定部の出口と入口における圧力，温度，相対湿度の測定値から絶対湿度とエ
ンタルピーが計算され，質量流量と出口と入口のエンタルピー差とから伝熱量お
よび測定部平均の熱流束が求められる．  
実機では，図 3.7 より水面での流れは放射状であり図 3.4 の空気流れと直交流
に近くなっている．直交流にすると測定部が大型化する．一方，水流速は空気流
速の 4％以下であるため蒸発熱流束への影響を無視できると考え，実験では温水
と空気を対向流にすることにした．なお，並行流にすると温水と空気の温度差が
入口と出口で大きく異なり流れ方向の熱流束の変化が大きくなることから相対
的に熱流束の変化が小さくなる対向流を選択した．  
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図 3.8  実験装置 (5)  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3.9  測定部  
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図 3.10  実験における測定項目  
 
図 3.10 に実験における測定項目を示す．空気入口および空気出口における絶
対湿度 x1，x2 は，測定された空気入口および空気出口における相対湿度 1 ， 2 と
各温度における飽和湿り空気中水蒸気分圧 Ps1，Ps2 (MPa)を用いて，  
 
112
11
1 662.0
s
s
PP
Px 

   [kg/kg'] 223
22
2 662.0
s
s
PP
Px 

   [kg/kg'] (3.1) 
 
と表せる．［kg］は水分の質量を表わし，［kg'］は乾き空気の質量を表わす．な
お，定数 0.662 は水の分子量を空気の分子量で除した値であり，測定部の圧力損
失は小さく P1 ≒  P2 ≒  P3 ≒大気圧である．  
 
空気入口および空気出口におけるエンタルピー  h1，h2 は式 (3.1) の絶対湿度を
用いて次のようになる．  
 
  111pa1 )85.11996(16.273 xTTCh     [kJ/kg'] 
          (3.2) 
  222pa2 )85.11996(16.273 xTTCh    [kJ/kg'] 
 
Exit air temperature: T2  
Exit relative humidity: 2  
Inlet air temperature: T1  
Inlet relative humidity: 1  
Inlet pressure: P
1 
Air flow rate: M 
Inlet water temperature: T3 
Water flow rate: N Exit water temperature: T4
Pressure at inlet test section: P2 
Pressure at exit test section: P3 
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ここで，Cpa は乾き空気の定圧比熱であり温度依存性が小さいため一定値 1.0046 
kJ/(kg･K)を使用する．右辺第 2 項における飽和蒸気のエンタルピーは温度依存
性が大きいため近似式を用いている．式 (3.2) では温度は摂氏  [℃ ] ではなく絶
対温度  [K] を使用する．  
空気入口における湿り空気の比容積 v1 は，物性値の近似評価式 (3.3) を用いて求
める．式 (3.3) では温度は摂氏  [℃ ] ではなく絶対温度  [K] を使用する．  
 
100
)6222.0(4555.0 111
Tx    [m3/kg']     (3.3) 
 
入口における空気体積流量 M から，入口における乾き空気質量流量 Gda は  
 
1
da 
MG    [kg'/s]        (3.4) 
 
である．したがって水面から空気流への総伝熱量 Q は，測定値から式 (3.5) によ
って求めることができる．  
 
)( 12da hhGQ    [kJ/s]       (3.5) 
 
また，伝熱面積 A [m2] を用いると，熱流束 q [kW/m2] は  
 
A
Qq    [kW/m2]        (3.6) 
 
である．  
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3.3.2  実験条件  
表 3.1 に実験条件一覧を示す．事前に設定した 7 条件の水温  (35, 40, 45, 50, 55, 
60, 65℃ ) の水を測定部に供給した．空気の入口温度は約 20℃で，測定部入口に
おける空気の相対湿度は調整されていないが約 10％である．なお，測定部 A に
おける空気流速 1.1 m/s の条件で，水流速が 0.03 m/s と 0.07 m/s で伝熱量に顕著
な相違がないことを実験で確認し，3 次元計算による水面近傍における水流速が
0.03～0.08 m/s と微小であることから水流速は蒸発伝熱量に影響しないとして扱
った．測定部 A を用いた実験は，水流速が主として 0.03 m/s で測定され，本研
究では水流速 0.03 m/s での測定値を使用した．測定部 B を用いた実験では広範
囲の水流速で測定されたが，本研究では 0.04, 0.05, 0.08, 0.10 m/s での測定値を使
用した．空気流速は，測定部 A を用いた実験は 0.02～1.11 m/s で行われ，1.11～
2.08 m/s での測定が追加されたが，2 m/s 以上ではエントレインメントが生じる
場合があり 2.08 m/s での測定は 1 点のみである．測定部 B を用いた実験は空気
流速 0.007～1.41 m/s で行われた．出口における相対湿度は，測定部 A では全て
100％，測定部 B では大部分が 100％未満であり 100％未満の測定値のみ使用し
た．測定部 B を用いた実験では空気入口絶対湿度は約 0.2％，出口絶対湿度は 0.9
～4.3％であり，水温 65℃における換気空気の出口絶対湿度の計算値 3.0％を含ん
でおり，縮小模擬の観点からは実機で想定される条件を包含している．  
 
表 3.1  実験条件一覧  
 測定部 A 測定部 B 
供給した水温  35, 40, 45, 50, 55, 60, 65℃の 7 条件  
空気入口温度  約 20℃  
水流速  0.03 m/s 0.04, 0.05, 0.08, 0.10 m/s
空気流速  
0.02～1.11 m/s，  
追加で 1.11～2.08 m/s
0.007～1.41 m/s 
空気入口相対湿度  約 10％  
空気出口相対湿度  全て 100％  大部分が 100％未満  
 
第 3 章  蒸発熱流束の予測方法 
 - 32 -
3.3.3  熱流束の測定結果  
測定部 A，測定部 B とも出口における空気温度と相対湿度は入口における値よ
り上昇しており，空気の顕熱増加と蒸気の潜熱増加が認められた．空気の顕熱増
加は湿り空気のエンタルピー増加  (全伝熱量 ) の約 10～20％であり，空気の顕熱
増加の約 90％は蒸気と空気との熱交換によるものと評価されたことから，本研
究では対流伝熱を分離せず全体を蒸発伝熱として扱った．  
 
伝熱面で平均した熱流束の測定結果 (5)  (6) を図 3.11 に示す．温水の流速 Uw は
測定部 A で Uw = 0.03 m/s，測定部 B で Uw = 0.05 m/s である．変数は空気流速と
温水の入口水温 Tw,in である．  
全般的に温水の入口温度 Tw,in が高くなるほど，また，空気流速が大きくなる
ほど熱流束が大きくなっている．また，低空気流速と高空気流速とで熱流束の空
気流速依存性が異なっている．空気の流路断面レイノルズ数は測定部 A では数
点を除いて 2000 以下の層流であったことから，熱流束の空気流速依存性は乱流
条件には対応していない．測定部 A では出口相対湿度が 100％であるのに対し，
気液接触区間の短い測定部 B では出口相対湿度が 100％未満の測定値が多く，測
定部 B の熱流束は測定部 A の数倍になっている．  
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(a) 測定部 A (Uw = 0.03 m/s)(5)  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) 測定部 B (Uw = 0.05 m/s)(6)  
 
図 3.11  熱流束の測定結果  
Tw,in 
Tw,in 
第 3 章  蒸発熱流束の予測方法 
 - 34 -
3.4  強制対流空気への蒸発熱流束の相関式  
3.4.1  熱伝達と物質伝達との相似則  
図 3.2 と図 3.4 に示した換気空気の流れ場は 2.5 m の循環流領域と 7.5 m の正
流領域とに分割でき，それぞれ水平平板上の強制対流伝熱として近似できる．図
3.5 の蒸気濃度分布も循環流領域  (2.5 m) と正流領域  (7.5 m) とでそれぞれ流
れ方向に濃度境界層が発達している．そこで，ここでは平板上の強制対流熱伝達
と蒸気の物質伝達との相似則を用いて蒸発熱流束の相関式を導出する．なお，実
験では局所の熱流束は測定していないため，伝熱面長さ l (2.5 m もしくは 7.5 m) 
を代表長さにして平均熱流束を評価する．  
 
質量流束と質量濃度が十分に小さい場合には，熱伝達と物質伝達との間に相似
則が成立する (8)．ピット水面からの蒸気の物質伝達は，平板上の熱伝達率相関式
(10) から相似則を用いて式 (3.7) と (3.8) で表せる．  
 
nmScReC
D
lhSh shD  ，  
lURe a , 
D
Sc      (3.7) 
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Phq 



 
     (3.8) 
 
ここで，Sh，Re と Sc はそれぞれ，シャーウッド数，レイノルズ数とシュミット
数，D [m2/s] は空気中における蒸気の拡散係数，hD [m/s] は物質伝達率，hfg 
[kJ/kg] は蒸発潜熱， l [m] は伝熱面長さ，P [Pa] は系の全圧  (P = 0.10 [MPa])，
PS0 [Pa] は水面における飽和蒸気分圧，PS∞ [Pa] はバルク空気中の蒸気分圧であ
り，PS0, PS∞ は水面温度 Tws と空気温度 Ta の関数である．qE [kW/m2] は蒸発熱
流束，Ua [m/s] は空気流速，ρ [kg/m3] は湿り空気密度，ν [m2/s] は空気の動粘性
係数，Csh は係数である．式 (3.8) の右辺第 1 項は水面における蒸気質量分率，
右辺第 2 項はバルク空気中の蒸気質量分率である．平板からの物質伝達では，  
 
Csh = 0.664，m = 1/2，n = 1/3 
 
である (10)．  
測定部 A では出口相対湿度が 100％であることから蒸発熱流束相関式の導出
には使用できない．したがって出口相対湿度が 100％未満の測定値が多い測定部
B で得られたデータを用いて，式 (3.8) から物質伝達率 hD を求めた．測定部 B
では測定部 A より流路を高くしており，相関式による温度境界層厚さの計算値
は流路上端に達しておらず (6)，実機の伝熱面  (l = 2.5 m または 7.5 m) を l = 0.3 m
で縮小模擬している．使用した温水の流速 Uw は表 3.1 の実験条件と同じ，Uw = 
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0.04～0.10 m/s である．低空気流速では蒸発熱流束への影響が異なること，およ
び換気空調系の運転時を対象としていることから，相関式の導出に用いた空気流
速 Ua は 0.32～1.41 m/s，水温は 35～65℃である．第 3.3.3 項に述べたように，
対流伝熱の割合は小さいことから，蒸発熱流束と対流熱流束とを区分せず，全熱
流束を使用した．流体の動粘度と拡散係数の比を示す Sc 数は今回の実験条件で
ほぼ一定値であることから，式 (3.7) において Sc 数の指数である n を n = 1/3 に
固定し，式 (3.8) から求めた物質伝達率 hD を用いて，式 (3.7) における最適な係
数 Csh と指数 m を求め，式 (3.9) を得た．  
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係数 Csh に蒸気質量分率差の  (-0.12) 乗を含む結果となり，熱流束は蒸気質量
分率差の 0.88 乗，Re 数の 0.63 乗に比例する結果となった．  
式 (3.9) で計算した物質伝達率を hD,c とし，式 (3.8) で計算した熱流束を qE,c と
し，それぞれの測定値と比較したものを図 3.12 に示す．物質伝達率はバラツキ
が大きいが，熱流束は相互によく一致している．図 3.12 より，温水の流速 Uw は
熱流束に影響していないことが分かる．  
式 (3.8) と (3.9) から，熱流束 qE は伝熱面長さ l の  (-0.37) 乗  (Re 数の乗数
0.63 から l の乗数 1 を差し引く ) に比例する．しかし，式 (3.9) における Re 数の
影響  (0.63 乗 ) は空気流速 Ua に対して決定したものであり，伝熱面長さ l の影
響  (-0.37 乗 ) は検証されていない．そこで，測定部 A を用いた測定結果を用い
て伝熱面長さを含まない相関式の導出を試みた．  
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(a) 物質伝達率  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) 熱流束  
 
図 3.12  測定値と計算値との比較  (測定部 B) 
Test section B 
Ua = 0.32～1.41 m/s
Uw (m/s)
0.01
0.1
0.01 0.1
h D,m (m/s)
h D
,c
 (
m
/s
)
0.04
0.05
0.08
0.10
系
Test section B 
Ua = 0.32～1.41 m/s
Uw (m/s)
1
10
100
1 10 100
qE,m (kW/m2)
q E
,c
 (
kW
/m
2 )
0.04
0.05
0.08
0.10
第 3 章  蒸発熱流束の予測方法 
 - 37 -
3.4.2  伝熱面長さの影響を含まない蒸発熱流束の相関式  
SFP は換気空気の流れ方向に約 10 m であり，水面近傍では大部分の領域で相
対湿度が 100％であると想定される．したがって小規模実験であっても相対湿度
が 100％  (蒸気の濃度境界層が発達した状態 ) で蒸発伝熱を測定すれば実機に適
用できると判断される．しかし，測定部入口に相対湿度 100％の空気を供給する
ことは困難であることから，相対湿度が 100％に近い条件での実験  (測定部 A) 
と相対湿度が 100％未満での実験  (測定部 B) を組み合わせることにより相対湿
度が 100％における蒸発熱流束を求めることとした．  
測定部 A におけるデータ評価方法の概念を図 3.13 に示す．測定部を相対湿度
が 100％未満  (  < 1.0) の範囲  (面積 A in) と 100％  (  = 1.0) の範囲  (面積 As) 
とに区分する．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3.13  蒸発熱流束の評価方法  
 
相対湿度が 100％である As の範囲では空気温度と飽和蒸気圧  (つまり絶対湿
度 )が上昇する．出入口における温度と相対湿度の測定値から第 3.3.1 項で述べた
方法により空気の入口と出口における熱量 Q in [kW]， Qout [kW] を求める．相対
湿度が 100％に達する位置における空気の熱量 Qs [kW] は，空気温度が入口温度
で一定と近似して計算で求める．相対湿度が 100％に達するまでの面積 A in [m2] 
は近似的に式 (3.10) で求める．  
 
insininm, QQAq         (3.10) 
 
qm,in は測定部 B における出口相対湿度 100％未満での平均熱流束である．た
だし，気流中の相対湿度が低いほど熱流束は大きくなることから，qm,in は相対
湿度 100％までの平均熱流束より大きく，A in を小さく評価することになるが，
この A in を用いて相対湿度 100％  (  = 1.0) の範囲における平均熱流束 qE,cr を
求める．  
Q in 
Qout 
Qs   = 1.0   < 1.0 
AsA in qm,in qE,cr
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s
sout
crE, A
QQq  ,  inHs AAA        (3.11) 
 
AH は全伝熱面積である．A in を小さく評価することから，式 (3.11) では，qE,cr を
小さく評価することになる．式 (3.10) で求めた蒸発熱流束 qm,in と式 (3.11) で求
めた蒸発熱流束 qE,cr を用いて海洋モデル (11) における蒸発熱流束 qE の相関式
(3.12) に相当する実験相関式を導出する．  
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ここで，h fg [kJ/kg] は蒸発潜熱，PS0 [Pa] は水面における飽和蒸気分圧，PS∞ [Pa] 
はバルク空気中の蒸気分圧，Ua [m/s] は空気流速  (海洋モデルでは風速 )，ρa 
[kg/m3] は空気密度，Ce [-] はバルク輸送係数と呼ばれる無次元係数である．水
面から蒸発する蒸気の質量流束は空気質量流束  (ρa Ua) に比例する式になって
いる．  
式 (3.8) と (3.9) から推察されるように，熱流束は必ずしも空気流速や蒸気質量
分率差に比例しない．そこで，熱流束を空気流速と蒸気質量分率差の指数関数で
表わし，式 (3.11) を用いて補正した qE,cr の値から係数と指数を求めて相関式
(3.13) を導出した．  
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式 (3.13) の右辺  (  ) 内の第 1 項は水面における蒸気質量分率，第 2 項はバルク
空気中の蒸気質量分率である．  
水面における飽和蒸気分圧 PS0 と空気流の蒸気分圧 PS∞ には測定部出入口の
平均値を使用した．式 (3.12) は対流熱流束を含んでいないが，式 (3.13) の導出の
際に蒸発熱流束と対流熱流束を区別しないこととしたことから，式 (3.13) には対
流熱流束が含まれている．式 (3. 12) では左辺と右辺とで次元が一致しているが，
式 (3.13) では係数に次元  ([m/s]0.4) を含む結果になっている．式 (3.13) における
空気流速  (Ua) の影響  (Ua0.60) は式 (3.9) の Re0.63 とほぼ一致している．  
測定部 A を用いた熱流束測定値 qE,m と相対湿度が 100％未満の領域を補正し
た熱流束計算値 qE,cr との関係を図 3.14 に示す．熱流束が大きい相対湿度 100％
未満の領域を除外したことにより，補正後の熱流束は補正前の熱流束の約 80％
になっている．  
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式 (3.13) による計算値 qE,cr,c を補正後の熱流束 qE,cr と比較して図 3.15 に示す．
測定値を補正したことなどにより，図 3.12 (b) に示した測定部 B による測定値
と式 (3.8)および (3.9) による計算値の相関に比べてバラツキが大きくなっている． 
 
 
 
 
 
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3.14  熱流束の測定値と補正後の熱流束との比較  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3.15  補正後の熱流束と相関式 (3.13) との比較  
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3.4.3  各種相関式との比較  
第 3.4.1 項では，0.3 m の伝熱面長さ  (測定部 B) における測定値と熱伝達と物
質伝達との相似則を用いて蒸発熱流束の相関式 (3.9) を導出した．また，第 3.4.2
項では，0.94 m の伝熱面長さ  (測定部 A) における測定値を用いて，影響因子に
代表長さを含まない蒸発熱流束の相関式 (3.13) を導出した．適切な検証データが
ないことから，各種の相関式と比較することにより相関式の妥当性について検討
した．  
平板上の乱流熱伝達率 (10) と物質伝達との相似則 (8) を用いると，物質伝達率
hD [m/s] は式 (3.14) で表わすことができる．  
 
3
2
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D 037.0 ScRe
D
lhSh         (3.14) 
 
式 (3.9) と (3.13) および (3.14) を，実機相当の換気空気の流れ方向長さ l = 10 m
に適用した場合の熱流束を図 3.16 に示す．空気流速 Ua は 1.5 m/s として計算し
た．図 3.2 から分かるように，水面上における空気流れは循環流の領域があるこ
とから，伝熱面長さを含む相関式 (3.9) と (3.14) による計算では，図 3.2 から読
み取った空気流れの循環流領域 2.5 m と正流領域 7.5 m に分割して熱流束を計算
した後に加重平均をとった．一方，式 (3.13) による計算では，伝熱面長さを含ま
ない相関式であることから，循環流領域を考慮する必要はない．式 (3.8) と (3.9) 
および (3.13) から明らかなように温度依存性  (蒸気質量分率差に対する指数 ) 
が若干異なる  (0.88 乗と 1 乗 ) が，異なる測定部  (式 (3.9) は測定部 B，式 (3.13) は
測定部 A) と異なるデータ処理方法により導出した相関式が相互に比較的よく
一致することから，導出した相関式は 10 m 規模の実機ピットに適用できると判
断される．式 (3.13) と (3.14) とは図 3.16 における傾きがほぼ同じであることか
ら，温度依存性がほぼ一致しており，実験式 (3.13) による熱流束は相似則に基づ
く式 (3.14) による熱流束の約 2.8 倍になっている．  
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図 3.16  熱流束予測値の比較  (l = 10 m) 
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空気流速 Ua = 1.5 m/s，水温 Tw = 65℃として式 (3.8) と (3.9) および (3.13) で計
算した伝熱面長さの影響を図 3.17 に示す．実機規模である伝熱面長さ l が 10 m
程度では，式 (3.9) でも (3.13) でも同等の熱流束を示すことが分かる．式 (3.9) に
よる計算では図 3.16 と同様に循環流領域と正流領域を 0.25 : 0.75 に分割して熱
流束を計算した後に加重平均をとった．式 (3.9) は熱伝達と物質伝達との相似則
を用いて伝熱面長さ 0.3 m における測定値を実機ピット約 10 m に外挿すること
になる．式 (3.13) は大規模伝熱面に対応する海洋モデルを参照して伝熱面長さ
0.94 m における測定値を相関式化したものであるが，伝熱現象は同一ではない．
したがって式 (3. 9)， (3.13) ともに伝熱面長さに対する不確かさがある．  
実機ピットへの適用の際には，水温と蒸気質量分率差の影響が従来相関式
(3.12) と同じ式 (3.13) を使用することが推奨されるが，伝熱面長さの影響につい
ては式 (3. 9) と  (3.13) との最大値を使用することが推奨される．これは，伝熱
面長さ l が小さい場合は式 (3. 9) の不確かさは小さいが，伝熱面長さ l が大きく
なれば式 (3. 9) の不確かさは相対的に大きくなり，式 (3.13) のほうが妥当と考え
られるためである．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3.17  伝熱面長さの影響  
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3.5  自然対流空気への蒸発熱流束の相関式  
全交流電源喪失時など換気空調系が停止している状態では，ピット水面の上方
では上面加熱による自然対流が生じる．そこで，ここでは水平平板上向き加熱で
の自然対流熱伝達と蒸気の物質伝達との相似則を用いて伝熱面平均の蒸発熱流
束の相関式を導出する．上面加熱による自然対流熱伝達率 (7) と物質伝達との相
似則 (8) を使用すると，自然対流蒸発の熱流束は式 (3.15) と (3.16) で表わせる．
なお，式 (3.15) は強制対流に対する式 (3.8) と同じである．  
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水平平板上の自然対流は伝熱面寸法に依存し，熱伝達率の代表長さ l には伝熱
面の大きさが用いられる (7)．実機のピット水面は矩形であることから，水平面の
長辺と短辺の平均値 (12) を用いる．式 (3.16) の 1.65 は上面加熱で加熱面が側壁
で囲まれている場合の倍率 (7) であり，ρ0 は水面上における湿り空気密度，ρ∞ は
バルク空気中における湿り空気密度である．湿り空気密度 ρ には ρ0 と ρ∞ との
平均値を用いた．  
式 (3.13) と (3.16) を Fujii ら (4) による相関式と比較して図 3.18 に示す．Fujii 
らによる相関式は次式で与えられている．  
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ここで，he は蒸発熱伝達率， sC  と aC  はそれぞれ，対数蒸気平均濃度，対数空  
気平均濃度  ( sa 1 CC  ) である．強制対流に対する式 (3.13) では空気流速 Ua = 1.5  
m/s，空気温度 Ta = 20℃として計算した．自然対流に対する式 (3.16) の計算では，
代表長さにピット水面の長さと幅の平均値 (12) l = (10 + 15)/2 = 12.5 m を使用し
た．強制対流と自然対流では水温依存性が大きく異なっている．Fujii らによる
相関式は，熱伝達と物質伝達との相似則による自然対流に対する式 (3.16) と同様
の傾向を示しており，式 (3.16) の 3.5～1.2 倍になっている．この Fujii らによる
相関式は，伝熱面積 0.034, 0.29 m2，圧力 0.1～0.32 MPa，滞留空気中  (Ua = 0 m/s) 
における測定値に基づいており，蒸気分圧比  (PS0 /P) と熱流束はほぼ本研究の
適用範囲内であるが，蒸気分圧の値が大気圧の建屋内空気より高いことから，低
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水温の範囲では熱流束を大きく評価していると判断される．一方，熱伝達と物質
伝達との相似則による式 (3.16) は，Fujii らによる相関式の適用範囲である 100℃
でほぼ一致しており，比較的妥当な結果を与えていると判断される．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 3.18  相似則に基づく自然対流に対する相関式 (3.16) と  
Fujii らによる相関式 (3.17) との比較  
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3.6  まとめ  
伝熱面長さ 10 m 規模の SFP 水面から換気空気への蒸発熱流束を予測すること
を目的として，伝熱面長さ 0.94 m の測定部 A と 0.30 m の測定部 B を使用して水
温 35～65℃で測定された小泉らによる熱流束データを用いて強制対流蒸発に対
する相関式を導出した．  
(1) 測定部 B で得られた熱流束データのうち出口相対湿度が 100％未満の測定値
と熱伝達と物質伝達との相似則を用いて導出した相関式では，熱流束はレイ
ノルズ数  (空気流速 ) の 0.63 乗に比例し蒸気質量分率差  (水面における蒸
気質量分率と空気中の蒸気質量分率の差 ) の 0.88 乗に比例した．  
(2) 測定部 A において相対湿度が 100％未満の範囲と 100％の範囲とに区分し，
測定部 B (出口相対湿度 100％未満 ) で得られた熱流束を用いて測定部 A に
おける熱流束を補正し，蒸気濃度境界層が発達した相対湿度 100％を対象と
する相関式を導出した．この相関式では，伝熱面長さを変数に含まず，熱流
束は空気流速の 0.60 乗に比例し蒸気質量分率差の 1.0 乗に比例した．  
(3) 伝熱面長さ 10 m に対して (1)で述べた測定部 B から導出した相関式と， (2)
で述べた測定部 A から導出した相関式を比較した結果，相互にほぼ一致した
ことから，これらの相関式は実機ピットに適用できると判断される．  
 
2 種の測定部から導出した 2 つの相関式とも，蒸発熱流束と対流熱流束とを区
分しておらず，伝熱機構に対応した相関式の導出は今後の課題である．また，伝
熱面長さの影響については比較データがなく，検証が十分ではない．  
 
全交流電源喪失時など換気空調系が停止している状態，つまり自然対流空気流
れに対する蒸発熱流束相関式を，自然対流熱伝達と物質伝達との相似則を用いて
導出した．  
(4) 導出した相関式は，Fujii らの相関式による熱流束の約 0.3～0.8 倍になって
いるが，温度依存性は同様の傾向を示した．また，Fujii らの相関式の適用
範囲である 100℃でほぼ一致しており，比較的妥当な結果を与えていると判
断される．  
 
  導出した自然対流空気流れに対する蒸発熱流束相関式は第 5.4 節において福島
第一原子力発電所における測定値を用いて検証する．  
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第 4 章   ピット水の 3 次元熱流動解析  
4.1  はじめに  
第 1 章で述べたように，SFP の浄化冷却設備停止時にはピット水温上昇および
ピット水温が保安規定に定める上限値  (65℃ ) に達するまでの時間を評価する
ことが重要になる．SFP における放熱と水温を評価する際の最も重要な不確かさ
は，発熱源である崩壊熱の計算とピット水面から空気流への蒸発熱伝達の計算で
ある．浄化冷却設備停止時の SFP 水温上昇に関する報告は見あたらないが，崩
壊熱相関式 (1)～ (3) を用いて放熱を無視した断熱計算が行われている．  
本研究では水温上昇の予測精度の向上を目的として，第 2 章では ORIGEN 2.2(4) 
を用いて燃料仕様に対応した崩壊熱テーブルを整備した．第 3 章では小泉ら (5)  (6) 
による水温 35～65℃における蒸発熱伝達実験結果を用いて強制対流空気への蒸
発熱流束の相関式を導出するとともに，自然対流熱伝達 (7) と物質伝達との相似
則 (8) を用いて温水から建屋内空気への蒸発熱流束の相関式を導出した．  
本章では，浄化冷却設備停止時の SFP の熱損失と水温を評価するために，CFD 
ソフトウェア  FLUENT 6.3.26 を用いてピット水の 3 次元熱流動解析を実施し
た．計算においては，燃焼計算ソフトウェア  ORIGEN 2.2 を用いて第 2 章で整備
した崩壊熱テーブルおよび第 3 章で導出した水面から換気空気への蒸発熱流束
の相関式を用いた．ピット水の 3 次元熱流動解析では，崩壊熱の影響を評価する
とともに，計算結果を実機における測定値と比較して検証を行った．  
 
4.2.  計算モデルと計算方法  
図 4.1 に計算に用いたピットの概要を，図 4.2 に計算グリッドを示す．水面下
のピットの幅，長さ，深さはそれぞれ，約 15 m, 10 m, 12 m である．ピットの長
さと深さは施設ごとの相違が小さい．ピットの幅は 10～20 m であり，15 m は中
間的サイズである．側面のコンクリート厚さは 1.8 m である．必要となる計算セ
ル数を低減するために，ラック内の照射済燃料集合体間であるギャップに存在す
るピット水をラック内側からラック外側に移動し照射済燃料集合体はラック内
に隙間無く配置した．したがって，ラック間のギャップは実際のギャップより大
きく，ラック内の水平断面積は実機より小さくなっている．計算セルは全てヘキ
サメッシュとした．壁近傍のメッシュサイズは約 0.2 m で，コンクリート領域を
含む全計算セル数は約 75,000 となった．  
水温に対する計算誤差の目標は約 5％とした．図 4.2 に示す計算グリッド数約
75,000 セルは，Takamori ら (9) によるメッシュ分割と比較して，この目標を満足
させるに十分である．Takamori らは，BWR のサプレッションプールを模擬し
た 0.5 × 1.0 × 3.9 m の水プールを対象とする計算を行ない，最小メッシュ幅を 0.1 
m とし，総セル数 1,500～2,340 の範囲で温度計算への影響が小さい  (計算誤差は
測定値に対し 3℃で 4％以内 ) と報告している．   
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図 4.1  ピットの概要  
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(a) 計算グリッドの外表面  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) ラックの計算グリッド  
 
図 4.2  計算グリッド  
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流れ場の計算では，乱流モデルには計算の安定性を考慮して標準 k-ε モデルを
使用した．空気流が水面に及ぼす影響は小さいことから，水面上ではすべり条件
を使用した．なお，第 3.3.2 項で述べたように，蒸発熱伝達実験では，空気流速
2.08 m/s では波が観測されエントレインメントが生じる場合があったが，2 m/s
以下の空気流速では水面上における波は観測されていない．側壁と底面およびラ
ック面では非すべり条件と標準壁関数を用いた．ラック単位で照射済燃料集合体
とギャップに存在するピット水を分離し，照射済燃料集合体部分はポーラス  (多
孔質 ) 近似にした．燃料棒の摩擦損失による流動抵抗と燃料集合体グリッドによ
る形状抵抗係数を含めた液体の慣性に比例する慣性抵抗  (一定値 ) を入力した．
この流動抵抗は CFD ソフトウェア FLUENT 6.3.26 に装備されている慣性抵抗モ
デルを用いた．自然循環力を生じる水密度の計算には，非圧縮性流体の性質を一
部取り入れながら，圧力以外  (温度など ) の熱力学量の変化による密度変化を残
すことを簡潔に表現したブジネスク近似を使用した．  
温度場の計算では，崩壊熱と放熱によるピット水の自然対流による混合とコン
クリート内の熱伝導を計算した．各ラックにおける発熱量  (崩壊熱 ) は体積発熱
として異なる値を入力できる．ピット水からコンクリートへの自然対流熱伝達率
には Kataoka ら (10) による実験相関式 (4.1) を使用した．  
 
  3/13/1
w
13.013.0 RaPrGrlhNu   ,   2
3
cw 
lTTgGr     (4.1) 
 
ここで，Nu，Gr，Pr と Ra はそれぞれ，ヌッセルト数，グラスホフ数，プラン
トル数とレイリー数，g [m/s2] は重力加速度，h [kW/(m2･K)] はピット水からコ
ンクリートへの熱伝達率，Tw [℃ ] と Tc [℃ ] はそれぞれ水とコンクリートの温
度，l [m] はピット底面からのピット水高さ，β [1/K] は水の熱膨張率，λw [kW/(m･
K)] は水の熱伝導率，υ [m2/s] は水の動粘性係数である．ピット水から換気空気
への蒸発熱流束には導出した相関式 (3.13) を使用した．底面部分のコンクリート
およびコンクリート外面は断熱として扱い，計算領域外とした．式 (3.13) を用い
た蒸発熱流束の計算では，換気空気の温度と湿度は空気密度に影響するが，本研
究で検討する範囲では影響が小さいことから，一定の温度  (20℃ ) と湿度とし
た．水面近傍の平均空気流速として，図 3.4 で示した水面近傍における換気空気
の平均流速 Ua = 1.36 m/s を，式 (3.13) で用いた．  
浄化冷却設備停止前の初期条件を得るために，冷却水がピットに流入する流れ
とピットから排出される流れが存在する条件で計算を行った．この計算では，冷
却水出口および冷却水入口では速度一定の境界条件を用いた．式 (3.13) を用いた
蒸発熱伝達率の計算では，空気の温度と湿度は一定にした．換気空気の温度は実
機プラント立地点の年間平均気温を目安に 20℃とした．崩壊熱は 5 MW とした．
各ラックにおける崩壊熱は体積発熱として異なる値を入力できるが，ここでは対
称条件による流れ場を評価するために全てのラックに同一の発熱量を入力した．
冷却水停止前の計算における初期水温は 22℃として計算を行ない，浄化冷却設
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備停止前の定常状態を確立後，冷却水流れを停止し，水温上昇を計算した．浄化
冷却設備停止時点のピットの体積平均水温は 22.5℃となった．浄化冷却設備停止
時点における SFP 水の状態を初期条件として過渡解析を行った．過渡計算のタ
イムステップは 10 秒とした．  
 
4.3  ピット水の流速分布と水温分布 
図 4.3 に浄化冷却設備停止直前における垂直断面  (Y = 0.45 m) でのピット水
の流速分布の計算結果を示す．浄化冷却設備からの冷却水は図右側中央付近から
ピットに入り，図左上側から出ていく．浄化冷却設備からの冷却水は低温で密度
が大きいためピットに流入後に下方に流れ，左上側からの流出により出口近傍で
はピット水が上方に流れることから，ラック上方に時計方向回りの循環流が形成
されたと考えられる．図右側下部で流速が大きい領域があるが，これは浄化冷却
設備からの冷却水が下方に流れるためである．  
図 4.4 に浄化冷却設備停止直前における垂直断面中央  (Y = 5 m) でのピット水
の水温分布の計算結果を示す．浄化冷却設備から流入する低温の冷却水がピット
内を流下して底部に広がるため底部では水温が低くなっている．一方，ラック内
から上昇する相対的に高温のピット水と時計方向回りの循環流によりラック上
方ではほぼ一様な水温分布になっている．この結果，ラック上方とピット底部と
の間に温度成層化現象が生じている．  
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図 4.3  流速分布  (崩壊熱 QD = 5 MW, 浄化冷却設備停止直前 , Y = 0.45 m) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 4.4  水温分布  (崩壊熱 QD = 5 MW, 浄化冷却設備停止直前 , Y = 5 m) 
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図 4.5 は浄化冷却設備停止後 10 時間経過時点における垂直断面中央 (Y = 5 
m) でのピット水の流速分布の計算結果を示す．崩壊熱 QD は 5 MW とした．ピッ
トの下部においては，ラック内では熱源によりピット水は上方に流れ，ラック外
側では下方に流れている．ピットの上部においては，対称な発熱条件下であって
も大規模な循環流が浄化冷却設備停止直前（図 4.3 参照）から維持されている． 
水面付近の水流速は，第 3.2.3 項  (図 3.7 参照 ) で述べたように，約 0.03～0.08 
m/s である．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 4.5  流速分布  (崩壊熱 QD = 5 MW, 浄化冷却設備停止 10 時間後 ) 
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図 4.6 に浄化冷却設備停止 10 時間後における垂直断面中央  (Y = 5 m) におけ
る水面およびピット内の温度分布を示す．崩壊熱 QD は  5 MW である．ラック
単位で照射済燃料集合体とギャップに存在するピット水を分離していることか
ら，水温が高い照射済燃料集合体領域が狭くギャップ水が存在する領域が広くな
っている．ピット水温は崩壊熱によりラック内で最大値を示し，ラックの外側で
は水面近傍とコンクリート壁近傍および底部近傍を除いて，ほぼ一様となってい
る．水面における温度分布は流れ方向を示し，水面温度は，下方からの上昇流領
域で高く，放熱により流れ方向に沿って低くなっている．水面における温度差は
1℃以内であり，ほぼ一様な分布となった．水面の温度分布からも一つの大きな
自然循環流が形成されていることが推察される．  
この浄化冷却設備停止 10 時間後における体積平均水温は 46℃であり，ラック
内の最高水温との差は小さく約 2℃である．ピット下部の一部で水温が低い部分
があるが，周囲との温度差は小さく，ピット全体が蓄熱に有効に利用されている
ことを示している．一方，側面のコンクリートは熱伝導率が水に比べて小さいこ
とから，外部に熱が伝達されず，ピット水との接触面を除いて初期温度で維持さ
れている．なお，水温が左下より右下が高くなっているが，これは図 4.5 の流速
分布に示すように下向きの循環流による温水の押し下げの効果と上向きの循環
流による温水の押し上げ効果によるものである．  
 
図 4.7 に浄化冷却設備停止 20 時間後の垂直断面中央  (Y = 5 m) におけるピッ
ト水の流速分布と水温分布を示す．流速分布は図 4.5 と同様である．SFP 下部で
は，ラック内では熱源によりピット水は上方に流れ，ラック外側では下方に流れ
ている．SFP 上部では加熱条件が対称であるにも係わらず，大きな循環流が浄化
冷却設備停止直前 (図 4.3 参照) から維持されている．ピット水温は崩壊熱によ
りラック内とラック出口近くで高く，ラックの外側では水面近傍とコンクリート
壁近傍を除いて，ほぼ一様になっている． 
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(a) 水面  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) 垂直断面中央  (Y ＝  5 m) 
 
図 4.6  水温分布  (崩壊熱 QD = 5 MW, 浄化冷却設備停止 10 時間後 ) 
 
Temperature (℃ ) 
40.5 41.5 
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(a) 流速分布  (Y = 5 m) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) 水温分布  (Y = 5 m) 
 
図 4.7  浄化冷却設備停止 20 時間後の流速と水温の分布 (崩壊熱 QD = 5 MW) 
 
 
22 65 Temperature (℃ ) 
Velocity [m/s] 
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図 4.8 に浄化冷却設備停止後のピット水温の時間変化を示す．計算による平均
水温と水面温度とともに実機の水温測定点における計算水温を示す．時間 (t) = 0
は浄化冷却設備停止時点である．崩壊熱により体積平均水温は上昇していく．表
面の計算セルを平均した表面平均温度は，換気空気への放熱により体積平均水温
より若干低くなっている．実機における測定は 1 点であるが，測定位置での水温
計算値は平均水温とよく一致しており，測定位置が妥当であることを示してい
る．水面の平均温度は放熱により平均水温より低くなっており，平均水温が高く
なるにつれて温度差が拡大している．これは水温上昇に伴い放熱量が増加するこ
とによる．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 4.8  ピット水温の時間変化  
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図 4.9 にピット水からの熱損失の時間変化を示す．浄化冷却設備停止時点にお
けるピットの体積平均水温である 22.5℃が空気温度 20℃より高いことから，換
気空気への放熱は時間 (t) = 0 の時点でもゼロではない．しかし，コンクリートの
初期温度はピット水温と同じであることから，コンクリートへの熱損失は時間 (t) 
= 0 の時点でゼロである．換気空気への放熱とコンクリートへの熱損失は水温の
上昇とともに増加していく．コンクリート自体の低い熱伝導率のためにコンクリ
ートへの熱損失は小さく，換気空気への放熱の約 10％程度であった．図 4.9 は，
熱損失の評価のためには換気空気への放熱を精度よく計算する必要があること
を示唆している．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 4.9  ピット水からの熱損失の時間変化  
       (崩壊熱  (QD ) = 5 MW の場合 ) 
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4.4  崩壊熱の影響  
本節では，崩壊熱の大小による水温への影響について検討を行った．図 4.10 は
崩壊熱の平均水温への影響を示す (崩壊熱 QD は  1 MW，  5 MW，  10 MW の 3
ケース )．換気空気やコンクリートへの放熱がなく，崩壊熱は全て SFP の水温上
昇に使用される，つまり断熱とした一領域計算モデルを用いた計算結果を破線で
示す．崩壊熱が小さくなるにつれ，一定温度における熱損失の有無による差が大
きくなる．これは崩壊熱に対する熱損失の割合が増加するためである．小さい崩
壊熱での解析時間は長くなり，3 次元計算は現実的ではない．感度解析や原子力
発電所で実務として使用する場合は，例えばピット水を一領域として質量保存式
とエネルギー保存式を解く単純な領域モデルでの計算が必要となる．  
図 4.11 は水面温度と換気空気への熱損失に対する崩壊熱の影響を示してい
る．崩壊熱の大小は平均水温と水面温度との関係にも，平均水温と換気空気への
熱損失にも大きな影響を与えなかった．しかし，QD = 1 MW のケースにおいては，
崩壊熱の大きいケースに比べ，水面温度が低く，換気空気への熱損失が小さくな
った．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 4.10  崩壊熱の平均水温への影響  (破線は一領域での断熱計算 ) 
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(a) 水面温度  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) 換気空気への熱損失  
 
図 4.11  水面温度と換気空気への熱損失に対する崩壊熱の影響  
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4.5  ピット水温解析の検証  
表 4.1 にピット水温の検証解析に用いた測定条件を示す．Case 1 は，原子炉停
止から比較的少ない時間しか経過していない時点で原子炉から全ての燃料集合
体が取り出されたため崩壊熱が大きく，かつ，浄化冷却設備の停止時間が短い場
合である．Case 2 は取り出し燃料がなく長期間冷却された照射済燃料集合体のみ
で崩壊熱が小さい場合である．到達最高水温は，Case 1 で約 30℃，Case 2 で約
40℃である．  
崩壊熱計算は第 2 章で述べた方法で行った．崩壊熱はそれぞれのラックで同じ
ではないが，計算ではそれぞれのラックに同じ崩壊熱を入力した．また，測定条
件よりも低い水温  (22.5℃ ) から計算を開始した．  
図 4.12 は水温の計算結果と常設の熱電対を用いた実機における測定値との比
較を示す．実線は測定値の近似曲線を示す．測定値は 1 箇所での値であり，測定
間隔が短く Case 1 では変動が大きい一方，測定間隔が長く温度上昇が大きい
Case 2 では変動の影響が小さくなっている．図 4.8 に示したように水温測定点
における計算水温は平均水温とよく一致したことから，本節では水温測定値と平
均水温とを比較する．経過時間は浄化冷却設備停止 to から再起動 te までの時間
差  (te - to) で規格化し，水温は再起動時と停止時との温度差  (Te - To) で規格化
して示している． t0 は浄化冷却設備停止時刻， te は浄化冷却設備再起動時刻，
T0 は時刻 t0 における水温，Te は時刻 te における水温である．  
本 研 究 で  ORIGEN 2.2(4) に よ り 計 算 さ れ た 崩 壊 熱 は  ANS-5.1-1973(1) や  
AESJ(2) の相関式によるものに比べて低かったが  (図 2.4 参照 )，Case 1，2 とも，
平均水温上昇を大きく評価した．Case 1 では，停止した原子炉の炉心から比較的
少ない時間しか経過していない時点で取り出され，浄化冷却設備の停止時間が約
1 時間と短く崩壊熱の大きい照射済燃料集合体が保管されている．したがって，
初期過渡状態の影響が相対的に大きいことから，計算値は浄化冷却設備停止時の
前半では温度上昇率を小さく評価し，後半では大きく評価しているが，浄化冷却
設備再起動までの停止期間中の平均水温上昇を大きく評価した．平均水温上昇の
過大評価は，Case 1 では 7％で，これは ORIGEN 2.2 の計算誤差  (±5％ ) とほぼ
同じであり，崩壊熱が大きい照射済燃料集合体の燃焼度は精度よく評価されてい
ることを示唆している．一方，Case 2 では平均水温上昇の過大評価は 36％であ
る．Case 2 では，長期間冷却された燃料に対して最大燃焼度  (48 GWd/t または  
55 GWd/t) を用いて ORIGEN 2.2 により崩壊熱を計算したが，実際の燃焼度は最
大燃焼度に達していないと考えられる．このことが，崩壊熱と平均水温上昇を大
きく予測した主な理由であると考えられる．この大きく予測した他の理由として，
蒸発熱流束を小さく予測したことが挙げられる．  
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表 4.1  測定条件  
 崩壊熱  浄化冷却設備停止期間  到達最高水温  
Case 1 大  短い  約  30℃  
Case 2 小  長い  約  40℃  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 4.12  水温の計算結果と測定値との比較  
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崩壊熱の過大評価と蒸発熱流束の過小評価の分離を目的に，Case 2 について感
度解析を実施した．図 4.13 はその結果である．初期期間と最終期間において，
ピット水温上昇率を一致させるように，式 (3.13) で計算した蒸発熱流束値の
200％  (2.0 qE) とした．崩壊熱計算は第 2 章で述べた方法  (ORIGEN 2.2) によっ
て予測した値の 87％ , 83％ , 81％を用いた．その結果，崩壊熱予測値の 83％が測
定値とよい一致を示した．崩壊熱の影響と蒸発熱流束の影響とを正確に分離する
のは容易ではないが，図 4. 13 は，ORIGEN 2.2 が長期間冷却された照射済燃料
集合体の崩壊熱を大きく予測していることと，式 (3.13) が蒸発熱流束を小さく予
測していることを示している．崩壊熱予測については，長期間冷却された照射済
燃料集合体に対して実際の燃焼度を用いて崩壊熱を計算する必要がある．一方，
蒸発熱流束については，Case 2 の水温が低いことから，式 (3.13) は十分には検証
されていない．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 4.13  感度解析の結果  (計算条件 : 2.0 qE) 
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4.6  考察  
燃焼計算ソフトウェア  ORIGEN 2.2(4) は，図 4.12 の Case 1 に示すように，停
止した原子炉の炉心から比較的短い時間の経過後に取り出された，崩壊熱の大き
い照射済燃料集合体については崩壊熱を精度よく予測した．図 2.4 に示すように
ORIGEN 2.2 による崩壊熱は長期間冷却された照射済燃料集合体に対して崩壊
熱相関式より小さい値を示すにも係わらず，図 4. 12 の Case 2 に示すように冷却
時間が長く崩壊熱の小さい照射済燃料集合体については崩壊熱を大きく予測し
た．この崩壊熱を大きく予測した主な理由としては，長期間冷却された照射済燃
料集合体の燃焼度を高く設定したことが挙げられる．浄化冷却設備停止時の SFP
の水温を精度よく予測するためには，長時間冷却された照射済燃料集合体の燃焼
度と崩壊熱の計算方法を改善することが望まれる．  
 
図 4. 12 および図 4.13 の感度解析結果に示すように，提案した蒸発熱流束相
関式 (3.13) は，蒸発熱流束を小さく予測した．ピット水からの主な熱損失は，図
4.9 に示すように水面から換気空気への蒸発熱伝達であり，水温を精度よく計算
するためには，その相関式は重要である．しかし，本計算に用いた相関式 (3.13) 
は，限られたデータに基づくものであり十分検証されたものとはなっていない．
なぜなら，崩壊熱予測の不確かさは蒸発熱流束相関式から得られる放熱量の不確
かさより大きいことおよび検証に用いた SFP 水温が低いためである．したがっ
て，蒸発熱流束データもしくは高温における SFP 水温検証データを取得するこ
とが望まれる．  
 
3 次元計算にはコンピュータによる長い解析時間を要する．感度解析や原子力
発電所での実務に使用するには計算時間の大幅な短縮が不可欠である．図 4.6 と
図 4.7 に示すようにピット内の水温がほとんど一様であることから，ピット水を
一領域として質量保存式とエネルギー保存式を解く単純な領域モデルによって，
精度よく平均水温を得られる可能性がある．しかし，水面からの熱損失計算に影
響を与える水面温度は，図 4.11 (a) に示すように，平均水温よりも低い点に留意
する必要がある．一領域計算モデルで水面温度を評価するためには，SFP におけ
る自然循環流量が必要であるが，簡単には計算できない．したがって，例えば，
3 次元計算の結果から自然循環流量を評価して，崩壊熱の関数として自然循環流
量を計算できるようにする必要がある．なお，ピット水からコンクリートへの熱
損失は，図 4.9 に示すように，水面から換気空気への熱損失の約 1/10 である．  
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第 4.5 節までにおいては浄化冷却設備の停止時を対象としてピット水の 3 次元
熱流動解析を行ない，水面から換気空気への蒸発熱流束の計算に相関式 (3.13) を
使用した．そこで，ここでは，換気空調系も停止する全交流電源喪失時を対象と
してピット水の 3 次元熱流動解析を行ない，蒸発熱流束の相関式が計算結果に及
ぼす影響について検討した． 
図 4.14 は全交流電源喪失時に対する垂直断面中央  (Y = 5 m) でのピット水の
流速分布の計算結果を示す．水面での蒸発熱流束は自然対流空気への蒸発熱流束
の相関式  (3.16) を用いて計算した．崩壊熱 QD は  5 MW とした．図 4.5 と同様，
ピットの下部においてはラック内では熱源によりピット水は上方に流れ，ラック
外側では下方に流れ，ラックの上方には循環流が形成されている．  
図 4.15 に垂直断面中央  (Y = 5 m) におけるピット内の温度分布を示す．図 4.6 
および図 4.7 と同様，ピット水温は崩壊熱によりラック内で最大値を示し，ラッ
クの外側では水面近傍とコンクリート壁および底部近傍を除いて，ほぼ一様とな
っている．  
図 4.16 に 3 次元計算における強制対流蒸発と自然対流蒸発での平均水温と水
面温度との関係を示す．崩壊熱 QD は  5 MW である．強制対流蒸発での計算値
は図 4.11 (a) と同じである．自然対流蒸発での平均水温と水面温度との差は，強
制対流蒸発での平均水温と水面温度との差より小さいが，自然対流蒸発でも強制
対流蒸発と同様，水面温度は平均水温より低い．自然対流蒸発での平均水温と水
面温度との差が小さいのは蒸発熱流束が小さいことによる．この結果は，平均水
温と水面温度との関係は蒸発熱流束に依存し，平均水温と水面温度との関係を相
関式化することは困難であることを示唆している．  
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(a) 10 時間後  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) 20 時間後  
図 4.14  全交流電源喪失時の流速分布  (崩壊熱 QD = 5 MW) 
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第 4 章  3 次元熱流動解析 
 - 67 -
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(a) 10 時間後  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) 20 時間後  
図 4.15  全交流電源喪失時の水温分布  (崩壊熱 QD = 5 MW) 
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図 4.16  平均水温と水面温度との関係  (崩壊熱 QD = 5 MW) 
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4.7  まとめ  
浄化冷却設備停止時の SFP の熱損失と水温を評価するために CFD ソフトウェ
ア  FLUENT 6.3.26 を用いてピット水の 3 次元熱流動解析を実施し，水温測定値
と比較した．計算においては，燃焼計算ソフトウェア  ORIGEN 2.2 を用いて第 2
章で整備した崩壊熱テーブルと，第 3 章で導出した水面から換気空気への蒸発熱
流束の相関式を使用した．その結果，以下の結論が得られた．  
 
(1) 水温は SFP 内でほぼ一様であり，この結果はピット水を一領域として質量保
存式とエネルギー保存式を解く単純な領域モデルによって精度よく平均水
温を得ることができることを示唆している．しかし，水面からの熱損失に影
響を与える水面温度は平均水温よりも低い．  
(2) ORIGEN 2.2 は，停止した原子炉の炉心から比較的短い時間で取り出された
崩壊熱の大きい照射済燃料集合体については崩壊熱を精度よく予測したが，
長時間冷却された崩壊熱の小さい照射済燃料集合体については崩壊熱を大
きく予測した．  
(3) 強制対流蒸発に対する熱流束相関式は，ピット水の温度上昇率を過大評価し
た．  
 
今後の課題として以下の事項がある．  
(1) 浄化冷却設備停止時の SFP の水温を精度よく予測するためには，長時間冷却
された照射済燃料集合体の燃焼度と崩壊熱の計算方法を改善することが望
まれる．  
(2) 第 3 章で導出した蒸発熱流束相関式に対する検証データが十分でなく，蒸発
熱流束データもしくは高温における SFP 水温検証データの取得が望まれる． 
(3) 感度解析や原子力発電所での実務に使用するには計算時間が長い 3 次元計算
は現実的ではなく，ピット水を一領域として質量保存式とエネルギー保存式
を解く単純な領域モデルが有効である．この一領域計算モデルについては第
5 章で検討する．  
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第 5 章   一領域計算モデルによる水温と水位の予測  
5.1  はじめに  
SFP には崩壊熱除去のために通常 2 系統の浄化冷却設備が備えられており，水
面上方には換気空調系によるエアカーテンが形成されている．外部からの交流電
源喪失時には浄化冷却設備は停止するが，換気空調系は外部からの交流電源と非
常用ディーゼル発電機を含む全交流電源喪失時にしか停止しない．浄化冷却設備
停止時の SFP の水温と水位についての議論はあまりなされていない．それは，
放射線遮蔽のために照射済燃料集合体上部にある大量の水により，水温上昇率と
水位低下率が小さいためである．しかし，福島第一原子力発電所事故後には，全
交流電源喪失時における SFP の水温上昇と水位低下が注目されるようになった． 
米国原子力規制委員会  (USNRC)では，原子力発電所の廃炉期間中の SFP の事
故リスクについての報告 (1) がなされている．その内容は，全交流電源喪失時に
おける SFP 水位の評価とプール水が無くなった後の照射済燃料集合体の健全性
評価である．この報告書の水位計算では，SFP から空気やコンクリートへの熱損
失は考慮されていない．特に崩壊熱がさほど大きくない場合には，熱損失を無視
すると水温を高く評価することになる．浄化冷却設備停止時の SFP 水温の予測
における重要な不確かさは，崩壊熱と水面から換気空気もしくは建屋内空気への
蒸発熱伝達である．  
本研究では，浄化冷却設備停止時のピット水温を精度よく評価するために，第
2 章では ORIGEN 2.2(2) を用いて燃料仕様に対応した崩壊熱テーブルを整備し
た．第 3 章では小泉ら (3)  (4) による水温 35～65℃における蒸発熱伝達実験結果を
用いて強制対流空気への蒸発熱流束の相関式を導出するとともに，自然対流熱伝
達 (5) と物質伝達との相似則 (6) を用いて温水から建屋内空気への蒸発熱流束の
相関式を導出した．第 4 章では浄化冷却設備停止時を対象として CFD ソフトウ
ェア  FLUENT 6.3.26 を用い，第 2 章で整備した崩壊熱テーブルに基づく崩壊熱
予測値を入力条件，第 3 章で導出した強制対流空気への蒸発熱流束の相関式を境
界条件にして，ピット水の 3 次元熱流動解析を行ない，計算結果を実機における
測定値と比較して検証を行った．しかし，3 次元計算にはコンピュータによる長
い解析時間を要する．一方，計算結果より SFP 内で水温がほぼ一様であること
から，一領域計算モデルでも平均水温を精度よく得ることができることが分かっ
た．  
本章では，3 次元計算結果に基づいて一領域計算モデルを作成し，浄化冷却設
備停止時のピット水温の予測システムを開発するとともに，このシステムを全交
流電源喪失時の水位予測に拡張した．浄化冷却設備停止時の一領域計算モデルに
よる解析水温は，第 4 章における 3 次元計算結果および測定値と比較し検証を行
った．一方，全交流電源喪失に対しては，第 3 章で導出した自然対流蒸発熱流束
の相関式を使用し，福島第一原子力発電所における測定値 (7) を用いて検証を行
った．また，ピット寸法が水温予測に与える影響，崩壊熱予測の従来法と本手法
との比較による本手法の効果について検討するとともに，その予測精度について
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検討を行ない，今後の検討課題を整理した．  
 
5.2  計算モデル  
5.2.1  水温の計算方法  
水面から換気空気への熱損失を計算する上で重要な水面温度は，図 4.11 (a) に
示すように平均水温より低い結果が得られている．この結果を踏まえて作成した
ピット水温の計算モデルを図 5.1 に示す．ここで仮想的表層は蒸発による伝熱量
QE [kW] を計算するためのものである．  
ピットの平均水温 Tw [℃ ] はピット水に対する熱バランス式から計算される．
崩壊熱を QD [kW], コンクリートへの伝熱量を QC [kW], ピット水面から換気空
気もしくは燃料取扱建屋内空気への蒸発伝熱量を QE [kW] とすると式 (5.1) が成
り立つ．  
 
CED
w
ww QQQdt
dTMCp 


, 100w T ℃     (5.1) 
 
ここで，Cpw [kJ/(kg･K)] はピット水の比熱 , Mw [kg] はピット水量 , t [s] は時間
である．左辺がピット水への蓄熱量である．なお，ピット水には，臨界防止の観
点からほう素が添加されているが 2000 ppm 程度であることから，ピット水の物  
性値には純水の値を用いた．式 (5.1) では， 100w T ℃の制限を設けることにより， 
ピット水が飽和温度  (100℃ ) に到達するまでは水面から空気への蒸発による伝
熱量を計算し，飽和温度到達後は沸騰による伝熱量を計算  (dTw/dt = 0) すること
になり，自動的に蒸発から沸騰への遷移を反映できる  (崩壊熱とコンクリートへ
の伝熱量との差は蒸発による伝熱量と沸騰による伝熱量の和に等しい：QE = QD - 
QC)．  
コンクリートへの伝熱量 QC は蒸発伝熱量 QE の約 1/10 と小さいが  (図 4.9 
参照 )，コンクリート温度と耐温度健全性を評価できるように計算モデルに含め
た．コンクリートへの伝熱量 QC は，Kataoka ら (8) による自然対流熱伝達率相
関式 (4.1) を用い，コンクリート内部では一次元非定常熱伝導方程式を差分化し
て解き，温度分布と伝熱量を求める．なお，内張りステンレス鋼板の熱容量と熱
抵抗は小さいことから無視した．水面から換気空気への蒸発伝熱量 QE は，浄化
冷却設備停止時の強制対流空気流れでは蒸発熱流束相関式 (3.13) を，全交流電源
喪失時の自然対流空気流れでは蒸発熱流束相関式 (3.15) と (3.16) を用いて計算
する．  
図 4.11 (a) に示すように水面温度 Tws は空気への熱損失により平均水温 Tw よ
り低いことから，水面から空気への蒸発熱流束の計算には水面温度 Tws を用いる
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必要がある．そこで，仮想的表層の概念を導入し，その仮想的表層の水温 Tws は，
以下の熱バランス式から計算する．  
 
wsw
E
wws 2 GCp
QTT   (Tw < 100℃), Tws = Tw at Tw = 100℃   (5.2) 
 
ここで，Gws [kg/s] は自然循環流量である．水面温度Tws は仮想的表層への流入
水温と流出水温の平均値として定義した  (Tws,in = Tw)．そのため，式 (5.2) の右辺
第2項の  (1/2) は，この平均値として定義したことによる．水面温度Tws を計算
するための仮想的表層は，沸騰が生じない範囲  (平均水温Tw < 100℃) を対象と
している．Tw =100℃で沸騰が生じると，沸騰による蒸気輸送と伝熱が支配的に
なり，上昇する沸騰気泡が水面を撹乱して表層水と混合との伝熱を促進するため，
Tws = Tw と近似できる．  
式 (5.2) による水面温度Tws の計算には仮想的表層における自然循環流量が必
要になる．そこで，3次元計算の平均水温と一領域計算の水温が一致する自然循
環流量を求め，崩壊熱の関数で表すこととした．ピット水の密度をρw [kg/m3]，3
次元計算による水面平均流速をUw [m/s]，仮想的表層厚さをδ [m] とすると自然
循環流量Gws [kg/s] は式 (5.3) で表わされる．  
 
Ｇws ＝  ρwUwWpδ        (5.3) 
 
Wp (10 m) はピット幅である．図5.2 に3次元計算による水面における平均流速
Uw を崩壊熱の関数として示す．図5.3 に3次元計算による平均水温と一領域計算
モデルによる水温が一致する仮想的表層の厚さδ を崩壊熱の関数として示す．横
軸の崩壊熱は浄化冷却設備の冷却容量で規格化している．図5.2 に示す平均流速
Uw と図5.3 に示す仮想的表層の厚さδ を崩壊熱の関数で表わして使用した．  
浄化冷却設備停止の場合，換気空気の出口温度 Ta,out は換気空気の熱バランス
式から求められ，空気入口と出口との平均温度を蒸発伝達量 QE の計算に使用す
る．全交流電源喪失の場合，建屋の平均温度 Ta は，相対湿度 100％を仮定して
式 (5.4) に示す建屋内の空気に対する熱バランス式から計算する．  
 
out
w
wwCD
'
a Q
dt
dTMCpQQ
dt
dQ 





, 



a
'
a
a V
QfT    (5.4) 
 
ここで，Qa ' [kJ] は建屋内空気の熱量 , Qout [kW] は建屋外への放熱量 , Va [m3] は
建屋容積である．右辺第 3 項は SFP 水への蓄熱量である．Qout は建屋外面にお
ける熱抵抗が支配的であると近似するとともに建屋外における風の影響を無視
して乱流自然対流熱伝達率の相関式を用いて計算する．関数 f は相対湿度 100％
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における空気の温度と単位体積当りの熱量  (kJ/m3) との関係を関数化したもの
である．式 (5.4) で QE を使用せず  (QD – QC) を使用するのは，式 (5.1) で Tw = 
100℃到達後  (ピット水への蓄熱量がゼロ ) の沸騰も計算できることによる．浄
化冷却設備と換気空調系が停止するとピット水の蒸発により建屋内の圧力は正
圧になるが，崩壊熱 10 MW で蒸発しても蒸気流量は通常運転時の建屋内への流
入空気流量の 60％以下であり，建屋内の圧力上昇は通常運転時の負圧より小さ
いため大気圧で近似する．  
放射伝熱はピット水量の減少に直接影響しないこと，放射率が不明確であるこ
と，および放射率を 1.0 と仮定しても放射伝熱量は蒸発伝熱量の約 1/10 である  
(第 5.5.2 項参照 ) ことから，式 (5.1) では放射伝熱の影響を考慮していない．放
射伝熱の影響は第 5.5 節で検討する．  
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(a) 浄化冷却設備停止時  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) 全交流電源喪失時  
図 5.1  ピット水温の計算モデル  
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図 5.2  3 次元計算による水面における平均流速  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 5.3  仮想的表層の厚さ  
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5.2.2  水位の計算方法  
水位 Hw [m] は質量バランス式を用い，ピット水量 Mw [kg]，ピット水密度 ρw 
[kg/m3]，ピット水面の面積 Aws [m2] から計算するが，温度の関数として流体物
性値を求め，熱膨張を含めて水位を計算する．  
 
wsw
w
w A
MH  ,   




dt
dTMCpQQh
dt
dM w
wwCDfg
w    (5.5) 
 
ここで，h fg [kJ/kg] は蒸発潜熱，Cpw [kJ/(kg･K)] はピット水の比熱 , Tw [℃ ] は
平均水温である．最後の項はピット水への蓄熱量であり，右辺は式 (5.1) の  (– QE) 
に等しい．蓄熱量はピット水温が飽和温度である Tw = 100℃に到達以降はゼロに
なり，式 (5.1) より QE = (QD – QC) になる．これが式 (5.5) で蒸発伝熱量 QE を使
用せず  (QD – QC) を使用する理由であり，Tw = 100℃到達後の沸騰を含む蒸気に
よる伝熱量  (したがって蒸気発生量 ) を計算することができる．  
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5.3  浄化冷却設備停止時の水温予測の検証  
一領域計算モデルの有効性を評価するために，浄化冷却設備停止時の水温計算
結果を 3 次元計算結果と測定値を用いて検証した．また，ピット寸法が水温予測
に与える影響について検討するとともに，崩壊熱予測の従来法と本手法との比較
による本手法の効果について検討した．  
 
5.3.1  3 次元計算との比較  
図 5.4 に浄化冷却設備停止時の 3 次元計算と一領域計算モデルによる平均水温
との比較を示す．崩壊熱 QD は 1 MW，5 MW と 10 MW を用いた．コンクリート
への自然対流熱伝達率相関式 (4.1) と強制対流空気流れに対する蒸発熱流束相関
式 (3.13) を熱伝達の境界条件に使用した．式 (3.13) を用いた蒸発熱伝達率の計算
では，換気空気は一定温度  (20℃ ) と一定湿度とした．換気空気流れの計算から
得られた Ua = 1.36 m/s (第 3.2.2 項参照 ) を水面近傍の平均空気流速として式
(3.13) で用いた．浄化冷却設備停止時のピットの平均水温は 22.5℃である (第 4.2
節参照 )．  
破線で示す一領域計算モデルによる予測水温は，実線で示す 3 次元計算による
平均水温とよい一致を示した．しかし，崩壊熱が小さい 1 MW のケースでは一領
域計算モデルによる予測水温は少し高く評価した．これは自然循環流量を小さく
評価して水面温度と蒸発熱流束を過小評価したことによる．計算時間は，3 次元
計算では浄化冷却設備の停止期間に依存し 2 日から 2 週間程度費やしたが，一領
域計算モデルでは 1 秒以下であった．この結果は，発電所の現場で活用する際に
は一領域計算モデルが有効であることを示唆している．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 5.4  浄化冷却設備停止時の水温  
 (3D: 3 次元計算 , 1R: 一領域計算モデルによる予測値 ) 
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図 5.4 では浄化冷却設備停止  (強制対流蒸発 ) に対する 3 次元計算との比較を
行った．一方，全交流電源喪失時には換気空気設備が停止し自然対流蒸発となる．
そこで，この自然対流蒸発時での 3 次元計算との比較について述べる．  
図 5.5 に換気空気設備停止時  (自然対流蒸発 ) に対する平均水温と水面温度
の 3 次元計算結果と一領域計算モデルによる結果の比較を示す．蒸発熱流束の相
関式には式 (3.15) と式 (3.16) を使用した．崩壊熱 QD は  5 MW で一定とした．
一領域計算モデルによる予測水温は平均水温，水面温度ともに 3 次元計算による
結果とよい一致を示した．この結果は，一領域計算モデルは浄化冷却設備停止時
のみならず全交流電源喪失時にも水温を適切に計算できることを示している．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 5.5  自然対流蒸発での 3 次元計算  (3D) 結果と一領域計算モデル  (1R)  
による結果との比較  (崩壊熱 QD = 5 MW) 
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プラント出力などにより SFP の幅  (換気空調系の流れに直角の方向 ) が 10 m
～20 m の範囲で異なる．本研究では平均的な 15 m を標準ケースとした．そこで，
平均的な崩壊熱 5 MW について，SFP の幅 10 m と 20 m での影響を評価した．3
次元計算では，幅 15 m に対する計算メッシュを 10/15 倍と 20/15 倍にして幅を
10 m と 20 m に変更した．また，比較しやすくするために，幅に比例した崩壊熱
とし，幅 10 m で崩壊熱 3.33 MW，20 m で 6.67 MW で計算した．換気空調系を
運転中の条件であり，強制対流空気流れに対する蒸発熱流束相関式 (3.13) を使用
した．  
浄化冷却設備停止後 20 時間後の垂直中央断面  (Y = 5 m) におけるピット水の
流速分布を図 5.6 に，水温分布を図 5.7 に示す  (幅 15 m に対する計算結果は図
4.7 参照 )．幅 10 m では，図 4.7 に示した幅 15 m と同様に，ラック上方には時
計方向周りの循環流が形成され，左上側の水温が相対的に高く右上側の水温が低
くなっている．一方，幅 20 m では，ラック上方の中央部から上昇してコンクリ
ート壁側に下降する二つの循環流が形成されている．これらの二つの循環流は小
さいが，長さ 10 m の Y 方向には Y < 5 m で上昇流，Y = 10 m に近い位置では下
降流の大きな循環流が形成されており，図 5.6 (b) の循環流は二次的流れと思わ
れる．このような流れ場により，ラック上方の水温はほぼ一様になっている．  
SFP の幅は図 5.6 と図 5.7 に示すように流れ場と温度場に影響している．しか
し，この流れ場と温度場は図 5.8 に示すように，平均水温と水面温度には顕著な
影響を及ぼしていない．つまり，図 5.8 の結果は，SFP 寸法と崩壊熱との相似性
が成立し，単位体積当りの崩壊熱が同じであれば平均水温 Tw と水面温度 Tws の
時間変化に顕著な相違がないことを示している．  
一方，一領域計算モデルでは，自然循環流量を崩壊熱の関数として表わしてお
り，単位体積当りの崩壊熱が同じであっても崩壊熱の値が計算結果に影響する可
能性がある．そこで，一領域計算モデルと 3 次元計算との比較を図 5.9 に示す．
一領域計算モデルでは，SFP 幅 20 m での水面温度 Tws を若干低く評価している
が平均水温 Tw  は 3 次元計算とよく一致しており，SFP 幅 10 m に対しては平均水
温，水面温度とも 3 次元計算とよく一致している．図 5.9 より，SFP の寸法は平
均水温の予測精度に有意な影響を及ぼさないことを確認できる．  
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(a) 幅 10 m (QD = 3.33 MW)  (b) 幅 20 m (QD = 6.67 MW) 
図 5.6  浄化冷却設備停止後 20 時間における流速分布  (Y = 5 m) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(a) 幅 10 m (QD = 3.33 MW)   (b) 幅 20 m (QD = 6.67 MW) 
図 5.7  浄化冷却設備停止後 20 時間における水温分布  (Y = 5 m) 
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図 5.8  3 次元計算による SFP 幅の影響  
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(a) SFP 幅 20 m (崩壊熱 QD = 6.67 MW) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) SFP 幅 10 m (崩壊熱 QD = 3.33 MW) 
 
図 5.9  一領域計算モデル  (1R) と 3 次元計算  (3D) との水温の比較  
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5.3.2  測定値との比較  
表 4.1 に比較に用いた測定条件を示す．図 5.10 は水温の計算結果と測定値と
の比較である．図 4.12 と同様に，時間と水温は，それぞれ，浄化冷却設備停止
期間と浄化冷却設備停止時の水温上昇で規格化しており，測定値は近似曲線で記
載している．破線で示す一領域計算モデルによる予測水温上昇は実線で示す 3
次元計算から得られた予測水温上昇とよい一致を示し，平均水温上昇の過大評価
は Case 1 では約 7％であった．一方 Case 2 では，平均水温上昇の過大評価は，3
次元計算では約 36％，一領域計算モデルでは約 45％であった．一領域計算モデ
ルでの過大評価が大きい原因は図 5.4 の 1MW に対する計算結果と同じである．  
第 4.5 節の 3 次元計算による結果と同様に，この一領域計算モデルの Case 2 の
結果から，ORIGEN 2.2(2) は長期間冷却され崩壊熱が小さい照射済燃料集合体の
崩壊熱を大きく予測することが分かる．この主な原因は，長期間冷却された照射
済燃料集合体に対して最大燃焼度  (48 GWd/t または  55 GWd/t) を用いて
ORIGEN 2.2(2) により崩壊熱を計算しているが，実際の燃焼度が最大燃焼度に達
していないことによると考えられる．長期間冷却された照射済燃料集合体に対し
て崩壊熱を精度よく予測するには実際の燃焼度を用いて崩壊熱を計算する必要
がある．  
従来は，浄化冷却設備停止後の水温上昇の予測に，崩壊熱を大きく予測する
Way-Wigner 相関式が使用され，放熱を無視して計算されている．この従来法と
本手法による水温上昇の計算結果を比較して図 5.11 に示す．本手法による計算
結果は図 5.10 と同じである．Way-Wigner 相関式を用いると，ORIGEN 2.2 によ
る崩壊熱計算値の 1.35 倍  (Case 1)，1.91 倍  (Case 2) になる．これは，図 2.3 に
示したように，Way-Wigner 相関式は照射済燃料集合体の冷却期間が長くなると
他の崩壊熱予測より崩壊熱を大きく計算することによる．  
Way-Wigner 相関式を用いると崩壊熱を大きく計算するため，浄化冷却設備再
起動時の平均水温に到達するまでの時間は測定値に対して，本手法では 94％  
(Case 1) と 68％  (Case 2)，Way-Wigner 相関式を用いた従来法では 69％  (Case 1) 
と 33％  (Case 2) になっている．つまり，浄化冷却設備再起動時の平均水温に到
達するまでの時間に対する過小評価は，本手法により 31％から 6％  (Case 1) お
よび 67％から 32％  (Case 2) に改善された．本手法による Case 1 に対する過小
評価 6％は ORIGEN 2.2 による計算誤差  (±5%) とほぼ一致している．Case 2 に対
する過小評価 32％が大きいのは最大燃焼度  (48 GWd/t もしくは 55 GWd/t) を用
いて照射済燃料集合体の崩壊熱を計算したことによると考えられ，予測精度を向
上するには実際の燃焼度を用いて照射済燃料集合体の崩壊熱を計算する必要が
ある．  
第 5 章  一領域計算モデルによる水温と水位の予測 
 
 - 85 -
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 5.10 予測水温と測定値との比較  
 (3D: 3 次元計算 , 1R: 一領域計算モデルによる予測 ) 
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図 5.11  従来法と本手法による水温上昇の比較  
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5.4  全交流電源喪失時の水温と水位の予測と検証  
第 1 章で述べたように，外部からの交流電源喪失時には浄化冷却設備は停止す
るが，換気空調系は全交流電源喪失時にしか停止しない．この第 5.4 節では，浄
化冷却設備と換気空調系が停止する全交流電源喪失時の水温と水位の予測の検
証結果について述べる．  
5.4.1  崩壊熱の影響  
これまでは，浄化冷却設備停止の計算対象期間が短く数日程度であったことか
ら，崩壊熱を一定とした．しかし，全交流電源喪失では，計算対象期間が数か月
と長いことから，本項では時間依存の崩壊熱を用いた．SFP の水面面積は約 150 
m2 で深さは 12 m とした．全交流電源喪失時の崩壊熱として QD,0 = 5 MW, 0.9 
MW, 0.3 MW の 3 種類で計算を行ない，その計算結果を，それぞれ図 5.12, 図 5.13, 
図 5.14 に示す．  
初期崩壊熱 QD,0 = 5 MW (図 5.12) の場合，崩壊熱 QD は換気空気とコンクリー
トへの伝熱量  (QE + QC) に比べて大きい．全交流電源喪失から約 1.4 日後には，
平均水温 Tw は 100℃に達し沸騰を開始する．沸騰開始前では水面温度 Tws は水
面からの蒸発により平均水温 Tw より低いが，Tws は式 (5.2) に示したように沸
騰後には Tws = Tw と近似したことから急増している．コンクリート温度 Tc は平
均温度を示し，コンクリート自体の低い熱伝導率のために上昇が緩慢である．水
位 Hw は，平均水温 Tw が 100℃に達する前に熱膨張のために少し増加するが，
その後は平均水温 Tw が 100℃到達後の沸騰により急激に低下している．水面か
らの蒸発伝熱量とコンクリートへの伝熱量  (QE + QC) を無視したいわゆる断熱
計算では水温を高く評価し，水位を低く評価している．  
初期崩壊熱 QD,0 = 0.9 MW (図 5.13) の場合，水面からの蒸発伝熱量とコンクリ
ートへの伝熱量  (QE + QC) は，平均水温 Tw が 100℃に達する前に，崩壊熱 QD と
等しくなる．コンクリートへの伝熱量 QC は水温とコンクリートとの温度差  (Tw 
– Tc) とコンクリートと水面の接触面積の関数となっており，水温とコンクリー
トとの温度差  (Tw – Tc) の増加により最初増加していくが，その後は水位 Hw の
低下による接触面積の減少により減少している．  
初期崩壊熱 QD,0 = 0.3 MW (図 5.14) の場合，平均水温 Tw は 100℃よりかなり
低い．このため，水面からの蒸発伝熱量とコンクリートへの伝熱量  (QE + QC) を
無視したいわゆる断熱計算では，平均水温 Tw を高く評価することによりピット
水への蓄熱量を大きく評価し，蒸発量が少なくなり水位を高く評価した．この結
果は，照射済燃料集合体が空気中に露出するまでの時間を長めに評価することに
なり，断熱計算は必ずしも安全側の評価ではないことを示している．  
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     図 5.12  崩壊熱 5 MW に対する計算結果  
Q D,0 = 5,000 kW
0
2
4
6
8
10
12
14
0 2 4 6 8 10
Time (day)
W
at
er
 le
ve
l (
m
)
Hw,a  
Hw
 
w,a* 
* without heat loss 
w,a*
w 
ws 
c 
* without heat loss 
Q D,0 = 5,000 kW
0
1000
2000
3000
4000
5000
6000
0 2 4 6 8 10
Time (day)
H
ea
t g
ai
n 
(k
W
)
Qd
Qc
Qc+Qe  
 
D 
QC 
QC+QE
第 5 章  一領域計算モデルによる水温と水位の予測 
 
 - 89 -
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 5.13  崩壊熱 0.9 MW に対する計算結果  
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図 5.14  崩壊熱 0.3 MW に対する計算結果  
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5.4.2  福島第一原子力発電所における測定値を用いた検証  
福島第一原子力発電所で長期にわたり全交流電源喪失となった SFP のうち，水
温と水位の測定値がある 2 号機，3 号機，4 号機のプールを対象とした．福島第
一原子力発電所の SFP を一領域計算モデルで計算する目的は，熱流動挙動を再
現することではなく，崩壊熱予測と蒸発熱流束相関式の検証である．  
福島第一原子力発電所では建屋が崩壊したプラントがあり，長期間では低温の
水が注水されている．建屋崩壊の場合には，図 5.1 (b) の建屋内空気温度 Ta を
外気温度 Ta,out と等しいとして蒸発伝熱量 QE を計算した．注水は断続的に行わ
れたが，連続注水として近似し，崩壊熱 QD から注水のサブクール熱を差引いて
発熱量として水温を計算した．  
 
表 5.1 に  ORIGEN 2.2(2) を用いて東京電力 (株 )(7) が計算した崩壊熱を示す．
この表には，初期値  (t = 0) と 3 ヵ月後  (t = 90 days) の値が記載されている．こ
こでは，ANS-5.1-1973(9) 推奨の崩壊熱相関式を用いて， t = 0, 90 days における
崩壊熱が東京電力 (株 )の報告書 (7) (以下，「東電報告書」 ) 記載の値と一致するよ
うに係数と指数を決定して崩壊熱計算に使用した．  
 
共通の計算条件を表 5.2 に示す．これは東電報告書記載の計算条件である．SFP
の水面面積と深さは 2 号機，3 号機，4 号機共通で，それぞれ約 120 m2，約 11.5 
m であり，初期の SFP 水量は 1,390 m3 である．初期の水温 Tw,0 を 30℃，外気温
度 Tout を 10℃，注水温度 Tw,in を 10℃として計算した． 
 
表 5.1  ORIGEN 2.2 を用いた崩壊熱の計算値 (7) 
 2011 年 3 月 11 日時点  左記の 3 ヶ月後  
1F2 プール  0.62 MW 0.52 MW 
1F3 プール  0.54 MW 0.46 MW 
1F4 プール  2.26 MW 1.58 MW 
 
表 5.2  計算条件 (7)  
SFP 水量* 
Vw,0 [m3] 
水位* 
Hw,0 [m] 
水温* 
Tw,0 [℃ ] 
外気温度  
Tout [℃ ] 
注 水 温 度
Tw,in [℃ ] 
1390 11.5 30 10 10 
        *印は初期値  
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4 号機  (1F4) プールでは，注水がない期間における水位が測定されており，注
水がない期間を対象にして水位低下率の計算値と測定値との比較により崩壊熱
の予測精度について検討し，水温の計算値と測定値との比較により蒸発熱流束の
予測精度について検討した．なお，建屋は約 4 日後に水素爆発により崩壊してい
る．  
 
3 号機  (1F3) プールでは，約 3 日後に水素爆発により建屋が崩壊しており，崩
壊前後における空気温度の変化を考慮して計算を行った．8 日目以降に注水が断
続的に行われているが，注水がない期間を対象に，1F4 プールにおける評価と同
様，水位低下率の計算値と測定値との比較により崩壊熱の予測精度について検討
し，水温の計算値と測定値との比較により蒸発熱流束の予測精度について検討し
た．  
 
2 号機  (1F2) プールでは，建屋の破損が部分的であることから，建屋は健全と
して扱い，断続的注水により満水が維持されている期間を対象にして，水温の計
算値と測定値との比較により蒸発熱流束の予測精度について検討した．なお，注
水がなかったと仮定した計算も行った．  
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(a)  4 号機プール  
4 号機  (1F4) プールの崩壊熱は，初期値  (t = 0) 2.26 MW，3 ヵ月後  (t = 90 days) 
1.58 MW と報告 (7) されている．1F4 プールに対する計算では，まず建屋が健全
であるとして注水なしの条件で水温と水位の時間変化を計算した．次に，建屋が
水素爆発により崩壊し，空気温度が外気温度 10℃と等しいとして，注水がない
期間における水位低下を計算して測定値と比較した．  
図 5.15 に建屋が健全であるとして注水なしの条件で計算した熱量，温度，水
位，蒸発熱伝達率の時間変化を示す．横軸は全交流電源喪失後の経過日数である．
事故発生後 3 日弱で平均水温 Tw が 100℃に到達し  (図 5. 15 (b))，沸騰により蒸
発伝熱量 QE が急増  (図 5. 15 (a)) するとともに，水位 Hw が急激に低下  (図 5. 15 
(c)) している．図 5. 15 (a) のコンクリートへの伝熱量 QC は，水温上昇に伴い
増加した後，水位低下  (水面下のみ伝熱量を計算 ) とコンクリート温度 TC の上
昇に伴い減少している．図 5. 15 (b) では，平均水温は断熱計算による水温  (Tw,a) 
と放熱計算による水温  (Tw) とで顕著な相違がない．これは，崩壊熱 QD が放熱
量  (QC + QE) より大幅に大きいことによる．表面水温 Tws は式 (5.2) による計算
値であり，沸騰開始  (Tw = 100℃ ) 後には Tws = Tw と近似している．図 5. 15 (c) 
は使用済燃料ラック上端からの水位を示す．初期の水位上昇は熱膨張によるもの
であり，蒸発を無視した断熱計算による水位  (Hw,a) は水位を高く評価し，水位
低下時には QC を無視したことにより水位を低く評価するが，QC が小さいこと
から断熱計算と放熱計算とで顕著な相違はない．計算値はヘリコプターからの目
視による水位観測値とほぼ一致している．水位がラック上端まで低下するのは約
12.7 日後である．図 5. 15 (d) では，平均水温と表面水温の上昇に伴い蒸発熱伝
達率の計算値は急激に増加し，表面水温 87℃で 133 W/(m2･K) に達している．な
お，蒸発熱伝達率と蒸発伝熱量の計算値は，水温計算への影響は大きいが，崩壊
熱が小さい場合  (図 5.25 参照 ) を除いて水位計算への影響は小さい．  
建屋が崩壊し，空気温度が外気温度に等しい  (Ta = 10℃ ) として (図 5.1 (b) で
Ta = Tout)，注水がない期間における水位と水温の計算結果を測定値と比較してそ
れぞれ図 5.16 (a) と図 5.16 (b) に示す．水位はコンクリートポンプ車を用いて，
一定間隔でのマーキングおよび熱電対を取り付けたケーブルを建屋上部から降
ろし，燃料交換機の手すりなど位置情報が分かっている点を基点として，着水に
よる温度変化が表れるまでの巻き下げ長さを測定することで水位を確認してい
る．水温は SFP 水の平均温度とみなせる深さでの水温測定値とされている．測
定位置を推定するには水温分布の 3 次元計算が必要である．図 5. 15 (b) と同様
に表面水温 Tws は，沸騰後には Tws = Tw と近似しており，測定値に比べて Tw，  
Tws とも高く評価している．この期間は沸騰  (Tw = 100℃ ) 伝熱であり，自然対
流空気流れに対する蒸発熱流束相関式 (3.15) と (3.16) の妥当性確認はできない．
図 5.16 (a) では，水位の計算結果は測定値と比較して水位低下率を約 20％過大
評価している．  
崩壊熱予測値を 0.8 倍すると，図 5.17 に示すように，水位低下率の計算値が
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測定値と一致することから ORIGEN 2.2(2) による計算は崩壊熱を大きく予測し
ていると判断される．   
図 5.18 では，崩壊熱を予測値の 80％  (0.8 QD) とした場合でも水温を高く評
価している．計算値と測定値をよく一致させるためには，式 (3.15) と (3.16) によ
る蒸発熱流束を 1.55 倍  (0.8 QD, 1.55 qE) 大きくする必要がある．一方，原子炉
ウェルの水位が低下していたことから原子炉ウェルから SFP への水の漏洩があ
ったとの報告 (10) がある．しかし，本研究では原子炉ウェルの水の漏洩は模擬し
ておらず，計算条件の不確かさの一つである．  
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(a) 熱量 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) 温度 
 
図5.15 (1/2)  1F4 プール  (建屋崩壊なし，注水なし ) 
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(c) ラック上端からの水位 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(d) 蒸発熱伝達率 
 
図5.15 (2/2)  1F4 プール  (建屋崩壊なし，注水なし ) 
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(a) ラック上端からの水位 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) 温度 
 
図5.16  1F4 プール  (建屋崩壊，注水がない期間 ) 
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図5.17  1F4 プールのラック上端からの水位  (建屋崩壊 , 0.8 QD) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図5.18  1F4 プールの水温  (建屋崩壊 , 注水がない期間 ) 
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 (b)  3号機プール  
3 号機  (1F3) プールの崩壊熱は，初期値  (t = 0) 0.54 MW，3 ヵ月後  (t = 90 days) 
0.46 MW と報告 (7) されている．1F3 プールでは，約 3 日後に水素爆発により建
屋は崩壊している．また，8 日目以降に断続的に注水が行なわれているが，注水
がない期間を対象に 1F4 プールにおける評価と同様，水位低下率の計算値と測
定値との比較により崩壊熱の予測精度について検討した．水温と水位は 4 号機プ
ールと同様，コンクリートポンプ車を用いて，一定間隔でのマーキングおよび熱
電対を取り付けたケーブルを建屋上部から降ろすことで測定された値である．  
図 5.19 に建屋が崩壊した 1F3 プールの注水がない仮定による熱量，温度，水
位，蒸発熱伝達率の時間変化を示す．横軸は全交流電源喪失後の経過日数である．
1F3 プールでは崩壊熱の初期値が 1F4 プールの約 24％であることから，水位が
ラック上端に低下するまでの時間が約 4.2 倍  (図 5. 19 (c) ：約 52.4 日 ) になって
いる．水素爆発の影響による建屋崩壊後の蒸発熱流束計算では，式 (3.15) と (3.16) 
で外気温度 Tout = 10℃を使用した  (つまり図 5.1 (b) で  Ta = Tout とした )．このこ
とにより，建屋崩壊後は，熱伝達率  (図 5. 19 (d)) と換気空気への熱損失  (図 5. 19 
(a)) が増加している．熱損失を無視した断熱計算は，プール水への蓄熱量を大き
く評価し水位を高く評価している．平均水温の計算値は約 80℃で表面水温が約
72℃  (図 5. 19 (b)) であり，測定値約 62℃に比べて高い．  
この要因として，  
(a) ORIGEN 2.2(2) による崩壊熱予測の過大評価  
(b) 注水温度  (約 10℃ ) の影響  
(c) 式 (3.15) と (3.16) による蒸発熱流束の過小評価  
が考えられる．  
8 日目以降は 1F3 プールには定期的に注水されており，高い水位を維持してい
た．図 5.20 は，崩壊熱予測を検証するために注水がない期間の水位を比較した
ものである．ORIGEN 2.2 による崩壊熱計算値をそのまま使用 (1.0 QD)した場合
は水位低下率を過大評価するが ORIGEN 2.2 による崩壊熱計算値を 70％  (0.7 
QD) とした場合は水位測定値とよい一致を示している．1F3 プールでは 1F4 プ
ールより照射済燃料の冷却期間が長いことから，ORIGEN 2.2 計算の誤差が大き
くなったと推察される．  
図 5.21 は 3 号機プール水温の比較を示す．測定値約 62℃が注水の影響を受け
ているか否かは不明であるが，約 62℃の水温は同等の崩壊熱を有する 2 号機に
おける測定値約 70℃に比べて低い．崩壊熱計算値の 70％  (0.7 QD) として水温を
計算すると約 73℃となり測定値約 62℃に比べてまだ高い値である．計算値と測
定値とを一致させるためには，式 (3.15) と (3.16) による蒸発熱流束を 2.3 倍  (0.7 
QD, 2.3 qE) にする必要がある．   
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(a) 熱量 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) 温度 
 
図5.19 (1/2)  1F3プール  (建屋崩壊，注水なし ) 
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(c) ラック上端からの水位  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(d) 蒸発熱伝達率 
 
図5.19 (2/2)  1F3 プール  (建屋崩壊，注水なし ) 
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図 5.20  1F3 プールのラック上端からの水位  (注水がない期間 ) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 5.21  1F3 プールの水温  (注水がない期間 ) 
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 (c)  2 号機プール  
2 号機  (1F2) プールの崩壊熱は，初期値  (t = 0) 0.62 MW，3 ヵ月後  (t = 90 days) 
0.52 MW と報告 (7) されている．1F2 プールでは，建屋の破損が部分的であるこ
とから，建屋は健全として蒸発伝熱量を計算する  (建屋内空気を介して外気に放
熱 )．また，断続的注水により満水が維持されている期間を対象にして，水温の
計算値と測定値との比較により蒸発熱流束相関式 (3.15) と (3.16) の妥当性につ
いて検討した．水温の測定値は SFP の水温計が利用可能な状態であり定期的に
測定されている．  
建屋が健全であるとして注水なしの条件で計算した 1F2 プールに対する熱量，
温度，水位，蒸発熱伝達率の時間変化を図 5.22 に示す．横軸は全交流電源喪失
後の経過日数である．図 5.15 に示した 1F4 プールと全体挙動に顕著な相違はな
いが，1F2 プールでは崩壊熱の初期値が 1F4 プールの約 27％であることから，
水位がラック上端に低下するまでの時間が約 3.7 倍  (図 5. 22 (c) ：約 46.6 日 ) に
なっている．また，平均水温が約 88℃，表面水温が約 79℃  (図 5. 22 (b)) で崩壊
熱 QD と放熱  (QC + QE) が等しくなっており  (図 5. 22 (a))，沸騰条件  (100℃ ) に
到達していない．  
10 日目以降，断続的に注水されており，満水に近い状態と評価されている全
交流電源喪失後 40 日以降の計算結果を図 5.23 に示す．断続的に注水されたが，
計算では満水を維持するに必要な流量を一定値で連続的に与えた．注水温度は
10℃にした．図 5.23 (a) の崩壊熱 QD と放熱  (QC + QE) との差は注水のサブクー
ル熱である．この期間の水温測定値は断続的注水に対応して約 50～70℃の範囲
で変動しており，水温 50℃は，水位低下により温度計が空気中に露出して雰囲
気温度を示していると評価 (7) されている．図 5.23 (b) には水温と評価されてい
る最高温度  (約 70℃ ) を表示しているが，計算値は平均水温だけでなく表面水温
も測定値より高くなっている．水温を高く評価した原因として，建屋破損の影響，
崩壊熱の過大評価，蒸発熱流束の過小評価が考えられる．  
建屋が崩壊し，空気温度が外気温度等しい  (Ta = 10℃ ) として計算しても水温
は 4～5℃しか低下しなかった．したがって水温を高く評価した主要因は，崩壊
熱の過大評価もしくは蒸発熱流束の過小評価と考えられる．   
図 5.24 は 1F2 プールに対する感度計算による水温の比較を示す．1F2 プール
では，注水が定期的になされていることから，計算では崩壊熱から注水のサブク
ール熱を差引いて発熱量とした．1F2 プールでは崩壊熱予測値を検証できる水位
低下率の測定値がない．そこで，1F2 と 1F3 の崩壊熱はほぼ同じ  (表 5.1 参照 ) 
であることから，3 号機で水位低下率が計算値と測定値とで一致する崩壊熱予測
値の 70％  (図 5.20 参照 ) である 0.7 QD を 2 号機の計算にも適用した．0.7 QD を
使用しても水温は高い評価となった．計算値を測定値とよく一致させるには，式
(3.15) と (3.16) による蒸発熱流束を 1.9 倍  (0.7 QD, 1.9 qE) 大きくする必要があ
る．  
図 5.25 は注水なしとして  (0.7 QD, 1.9 qE) 条件で水位を計算した結果を示す．
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熱損失なし  (断熱条件 ) での計算水位は，水温とピット水への蓄熱量を大きく評
価しているために，放熱条件での計算水位に比べ水位を高く評価している．つま
り，放熱を考慮した計算では断熱条件より水位が早く低下する．これは残存冷却
水のサブクール度が大きい状態で蒸発により水位が低下することによる．この傾
向は崩壊熱が小さく水温が低いほど顕著になる．したがって断熱条件は水位低下
の予測に対して常に安全側の評価になるとは限らない (水位低下が相対的に遅く
なることで照射済燃料集合体が空気中に露出するまでの時間が長くなり非安全
側の評価である ) ことを示唆している．  
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(a) 熱量 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) 温度 
 
図5.22 (1/2)  1F2 プール  (建屋崩壊なし , 注水なし ) 
1F2
0
20
40
60
80
100
120
0 10 20 30 40 50
Time (day)
Te
m
pe
ra
tu
re
 (
℃
)
Tw,a
Tw
Tws
Tc
* without heat loss 
w,a* 
 
s 
 
1F2
0
200
400
600
800
0 10 20 30 40 50
Time (day)
H
ea
t g
ai
n 
(k
W
)
Ｑｄ
Qc+Qｅ
Qc
QD 
C 
C+QE
第 5 章  一領域計算モデルによる水温と水位の予測 
 
 - 106 -
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(c) ラック上端からの水位 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(d) 蒸発熱伝達率 
 
図5.22 (2/2)  1F2 プール  (建屋崩壊なし , 注水なし ) 
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(a) 熱量 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) 水温 
 
図5.23  1F2 プール  (建屋崩壊なし , 注水あり ) 
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図 5.24  1F2 プールにおける感度計算結果  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 5.25  1F2 プールのラック上端からの水位  (0.7 QD，1.9 qE，注水なし ) 
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5.5  放射伝熱の影響  
これまで述べた予測手法では放射率が不確かな放射伝熱を無視して水温上昇
と水位低下が安全側の評価となる伝熱モデルを使用した．この予測手法の不確か
さを調べるために，本節では比較的大きい放射率を用いた放射伝熱を含む熱伝達
モデルを用い，水温と水位への放射熱流束の影響を評価した．   
 
5.5.1  放射伝熱を考慮した水温と水位の予測  
図 5.26 に全交流電源喪失時における熱伝達と水温の計算モデルを示す．図 5.1 
(b) の計算モデルに水面からの放射伝熱量 QR を追加したものである．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 5.26  全交流電源喪失時における水温の計算モデル (放射伝熱の影響) 
 
QD 
Tw 
QE 
QC
Tws 
Ta 
Tout Qout 
Hw 
Fuel handling building 
Hypothetical  
surface layer 
QR 
第 5 章  一領域計算モデルによる水温と水位の予測 
 
 - 110 -
ピットの平均水温 Tw は，式 (5.1) に水面からの放射伝熱量 QR を考慮した式
(5.6) を用いて計算する．  
RCED
w
ww QQQQdt
dTMCp 


,  100w T ℃    (5.6) 
放射伝熱量 QR [kW] は，放射熱流束 qR [kW/m2] を用いて式 (5.7) で計算する．  
 4b4wsR TTq   ,  ab TT       (5.7) 
ここで，ε [-] は放射率， σ [kW/(m2･K4)] はステファン・ボルツマン係数，Tws [K] 
は水面温度，Tb [K] は建屋の壁面表面温度，Ta [K] は空気温度である．式 (5.7) で
は無限平行平板で近似して伝熱面間の形態係数を考慮しておらず，水面の放射率
と建屋の放射率が等しいと近似している．また，建屋の温度は計算せず空気の温
度に等しい  (Tb = Ta ) と近似している．放射率には海洋モデル (11) における ε = 
0.97 を用いた．ピット水は海洋水より透明度が高く  ε = 0.97 は放射率を過大評
価しており，放射伝熱量 QR を過大評価すると考えられる．  
 
全交流電源喪失の場合，建屋の平均温度 Ta は式 (5.4) に水面からの放射伝熱量
QR を考慮した式 (5.8) で計算する．  
out
w
wwRCD
'
a Q
dt
dTMCpQQQ
dt
dQ 





,  



a
'
a
a V
QfT  (5.8) 
水位 Hw [m] は式 (5.5) に水面からの放射伝熱量 QR を考慮した式 (5.9) で計算
する．  
wsw
w
w A
MH  ,    




dt
dT
MCpQQQh
dt
dM w
wwRCDfg
w   (5.9) 
上記以外の計算方法は第 5.2.1 項と同じである．  
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5.5.2  福島第一原子力発電所における測定値を用いた計算  
(a)  4 号機プール  
計算条件は第 5.4.2 項と同じである．4 号機  (1F4) プールに対する放射伝熱を
考慮  (QR > 0) した場合の計算結果を放射伝熱なし  (QR = 0) と比較して図 5.27 
に示す．QR > 0 と  QR = 0 の計算結果はそれぞれ実線と破線で示す．  
図 5. 27 (a) から放射伝熱を無視しても考慮しても，全放熱量  (QC + QR + QE) 
への影響は小さいことが分かる．これは放射伝熱量 QR が崩壊熱 QD や蒸発伝熱
量 QE よりも小さいためである．放射伝熱を無視すると，蒸発伝熱量 QE と蒸発
熱伝達率が大きくなるのは平均水温 Tw と水面温度 Tws が高くなることによる  
(図 5. 27 (d) と図 5. 27 (b))．なお，図 5.15 (b) と同様に，沸騰後には Tws = Tw と
近似している．図 5. 27 (a) から放射率を大きめに仮定したとしても放射伝熱量
QR は蒸発伝熱量 QE の 1/10 以下であることが分かる．放射伝熱は直接，蒸発と
SFP 水量損失に影響しないが，放射伝熱を考慮  (QR > 0) すると放射伝熱なし  
(QR = 0) に比べて水位の低下が少し遅くなっている  (図 5.27 (c))．  
図 5.28 に注水がない期間中の水位低下を放射伝熱なし  (QR = 0) と比較して
示す．計算値は水位低下率を過大評価し崩壊熱を大きく予測している．放射伝熱
なし  (QR = 0) では崩壊熱予測値を 0.8 倍  (0.8 QD) すると測定値と一致するのに
対し，放射伝熱を考慮  (QR > 0) すると崩壊熱予測値の 0.85 倍  (0.85 QD) で測定
値と一致した．  
図 5.29 に注水がない期間中の平均水温を放射伝熱なし  (QR = 0) と比較して
示す．QR > 0 では  1.0 QD かつ  1.0 qE の場合には平均水温を高く評価している．
0.85 QD かつ  1.0 qE の場合でも平均水温を高く評価している．これは蒸発熱流束
を小さく評価していることを示している．放射伝熱なし  (QR = 0) では崩壊熱を
0.8 倍  (0.8 QD) して蒸発熱流束を 1.55 倍  (1.55 qE) すると測定値と一致し，放射
伝熱を考慮  (QR > 0) した場合には崩壊熱を 0.85 倍  (0.85 QD) して蒸発熱流束を
1.56 倍  (1.56 qE) すると測定値と一致した．  
図 5.28 と図 5.29 の結果は，放射伝熱を考慮するか否かは崩壊熱の検証結果に
は影響するが，蒸発熱流束の検証結果には影響しないことを示している．  
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(a) 熱量  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) 温度  
 
図 5.27 (1/2)  1F4 プール  (注水なし，破線は QR = 0) 
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(c) ラック上端からの水位  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(d) 蒸発熱伝達率  
 
図 5.27 (2/2)  1F4 プール  (注水なし，破線は QR = 0) 
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(a) QR = 0 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) QR > 0 
 
図 5.28  注水がない期間中のラック上端からの水位  (1F4 プール )  
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(a) QR = 0 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) QR > 0 
 
図 5.29  注水がない期間中の水温  (1F4 プール )  
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(b)  3 号機プール  
図 5.30 に注水がない期間中の水位低下を放射伝熱なし  (QR = 0) と比較して
示す．計算値は水位低下率を過大評価し崩壊熱予測を過大評価している．放射伝
熱なし  (QR = 0) では崩壊熱予測値を 0.7 倍  (0.7 QD) すると測定値と一致するの
に対し，放射伝熱を考慮  (QR > 0) すると崩壊熱予測値の 0.8 倍  (0.8 QD) で測定
値と一致した．   
図 5.31 に注水がない期間中の平均水温を放射伝熱なし  (QR = 0) と比較して
示す．QR > 0 では 1.0 QD かつ  1.0 qE の場合には平均水温を高く評価している．
0.8 QD かつ  1.0 qE の場合でも平均水温を高く評価している．これは蒸発熱流束
を小さく評価していることを示している．放射伝熱なし  (QR = 0) では崩壊熱を
0.7 倍  (0.7 QD) して蒸発熱流束を 2.3 倍  (2.3 qE) すると測定値と一致し，放射伝
熱を考慮  (QR > 0) した場合には崩壊熱を 0.8 倍  (0.8 QD) して蒸発熱流束を 2.3
倍  (2.3 qE) すると測定値と一致した．  
図 5.30 と図 5.31 の結果は，1F3 プールに対しても 1F4 プールと同様に，放
射伝熱を考慮するか否かは崩壊熱の検証結果には影響するが，蒸発熱流束の検証
結果には影響しないことを示している．  
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(b) QR > 0 
 
図 5.30  注水がない期間中のラック上端からの水位  (1F3 プール )  
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図 5.31  注水がない期間中の水温  (1F3 プール )  
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(c)  2 号機プール  
2 号機  (1F2) プールでは注水停止期間が短く水位低下率により崩壊熱予測を
検証できないことから，崩壊熱がほぼ等しい 1F3 プールにおける崩壊熱検証値
0.8 倍  (放射伝熱なしでは 0.7 倍 ) を使用した  (図 5.30 参照 )．注水の影響は崩壊
熱から注水のサブクール熱を差引いて計算した．  
図 5.32 に平均水温の計算値を放射伝熱なし  (QR = 0) と比較して示す．放射伝
熱を考慮  (QR > 0) した場合と放射伝熱なし  (QR = 0) の場合のいずれも，崩壊熱
と蒸発熱流束が等倍  (1.0 QD, 1.0 qE ) における計算値は平均水温を高く評価し，
蒸発熱流束を小さく評価している．放射伝熱なし  (QR = 0) では崩壊熱を 0.7 倍  
(0.7 QD) して蒸発熱流束を 1.9 倍  (1.9 qE) すると測定値と一致するのに対し，放
射伝熱を考慮  (QR > 0) した場合には崩壊熱を 0.8 倍  (0.8 QD) して蒸発熱流束を
1.95 倍  (1.95 qE) すると測定値と一致した．QR > 0 における蒸発熱流束の倍率
1.95 が QR = 0 における倍率 1.9 より若干大きいのは，0.8 QD, 1.0 qE (QR > 0) に
おける平均水温が 0.7 QD, 1.0 qE (QR = 0) における平均水温より若干高いことに
より，崩壊熱補正の倍率の違い  (評価誤差 ) によるものである．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 5.32  注水期間中の水温  (1F2 プール ) 
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5.5.3  放射伝熱の影響に関する考察  
図 5.33 に 1F2，1F3，1F4 プールに対する ORIGEN 2.2(2) で計算した崩壊熱 QD 
と水位低下率測定値に合うように調整した崩壊熱との比較を示す．ORIGEN 2.2 
による崩壊熱の計算値は全て大きく予測したが，小さい崩壊熱ではこの大きく予
測する程度が大きくなっている．放射伝熱を無視した場合より放射伝熱を考慮し
た場合のほうが，ORIGEN 2.2 で計算した崩壊熱と測定値に合うように調整した
崩壊熱 QD の差は小さくなっている．  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 5.33  ORIGEN 2.2 による崩壊熱計算値とデータフィット値との比較  
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図  5.34 に相関式 (3.15) と (3.16) で計算した蒸発熱流束 qE と水温測定値に
合うように調整した蒸発熱流束 qE との比較を示す．放射伝熱の有無は蒸発熱流
束に影響せず，水温測定値に合わせた蒸発熱流束 qE は相関式 (3.15) と (3.16) で
計算した蒸発熱流束 qE の約 1.7 倍であった．  
  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 5.34  相関式 (3.15) と (3.16) による蒸発熱流束計算値と  
データフィット値との比較  
 
図 5.33 と図 5.34 から，崩壊熱予測の誤差は燃焼度条件の差を含めて約 20％
で，蒸発熱流束予測の誤差は約 70％であることが分かる．この福島第一原子力
発電所のデータには測定条件などの不確かさがあるが貴重な測定結果であり，本
研究結果を反映して自然対流蒸発に対する相関式を改良することが望まれる．  
 
図 5.35 に福島第一原子力発電所の水温測定値に一致するように求めた自然対
流蒸発熱流束を相関式 (3.15) と (3.16) および Fujii ら (12) の相関式とともに示す．
Fujii らによる相関式は，伝熱面積 0.034, 0.29 m2, 圧力 0.1～0.32 MPa, 滞留空気
中における測定値に基づいており，蒸気分圧比  (Pso / P ) と熱流束はほぼ本研究
の適用範囲内であるが，水温が高く  (Tw ≧  100℃ ) 蒸気分圧 Pso の値が高い．水
温測定値に一致するように求めた蒸発熱流束の値は，Fujii らによる相関式と相
関式 (3.15) および (3.16) との間にあり，Fujii らによる相関式に近い値になった． 
QR = 0 
QR > 0 
y = x 
y  
y = 1.7x 
qE calculated by Eqs. (3.15) and (3.16) (kW/m2) 
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図 5.35  蒸発熱流束  
 
Fujii らの実験における伝熱面積 0.034, 0.29 m2 と SFP における伝熱面積 120 
m2 とで蒸発熱流束が近い値になったことは興味深い．相似則に基づく相関式 (3. 
15) と (3.16) における熱流束 qE,nc と伝熱面長さ l との関係は次のようになる．  
 
2.0
ncE, lq          (5.10) 
 
伝熱面積 0.034 m2 での代表長さは lS = 0.2 m，SFP での代表長さは lL = 11 m であ
り，式 (5.10) を用いると熱流束の比は  (qE,L/qE,S) = (11/0.2)0.2 = 2.2 になる．この
2.2 倍と図 5.35 の結果  (約 0.8 倍 ) から伝熱面の代表長さを含まない蒸発熱流
束相関式の方が適していると考えられる．ただし , Fujii らの実験では水温が
100℃以上であり本研究での適用範囲外であることに留意する必要があり，自然
対流蒸発熱流束相関式の改良は今後の課題である．  
 
 
Data-fitted (QR = 0)
 
Data-fitted (QR > 0) 
 
Eqs. (3.15) and (3.16)
 
Fujii et al.(12) 
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5.6  本予測手法の効果と精度に関する考察 
本節では本研究で提案している予測手法を従来の方法に変えて用いることに
よる効果とその予測精度について検討を行ない，今後の検討課題を整理した． 
5.6.1  本予測手法の効果  
本研究で提案した使用済燃料ピットの水温と水位の予測手法を従来法と比較
して効果を定量的に評価するには，従来法を用いて照射済燃料集合体の崩壊熱を
予測する必要がある．そこで，第 5.3.2 項と同様に Way-Wigner 相関式 (13) によ
る従来法での崩壊熱予測値と ORIGEN 2.2 による本手法での崩壊熱予測値を用い
て，全交流電源喪失時における水位低下を計算し，本手法による改善効果につい
て検討する．Way-Wigner 相関式を用いた崩壊熱予測値は，ORIGEN 2.2 による
崩壊熱計算値の 1.35 倍  (Case 1)，1.91 倍  (Case 2) である．崩壊熱の真値は不明
であるため，水温上昇率が測定値と一致する ORIGEN 2.2 による崩壊熱計算値の
0.93 倍  (Case 1) と 0.83 倍  (Case 2) を真値と仮定する．通常時の水温管理値は
65℃であり，65℃を超えると事故条件になる．この場合，照射済燃料集合体の健
全性を維持できる水位であるラック上端  (約 4.5 m) に低下するまでの時間が評
価の目安になる．そこで，水温が 65℃に到達する時間と水位が 4.5 m (ラック上
端 ) まで低下する時間で比較する．  
崩壊熱を真値  (仮定 )，本手法，従来法で計算した全交流電源喪失時の平均水
温の比較を図 5.36 に，水位の比較を図 5.37 に示す．水温の初期値は 30℃であ
る．水温が 65℃に到達する時間と水位が 4.5 m (ラック上端 ) まで低下する時間
を真値に対する比で表 5.3 に示す．水温が 65℃に到達する時間は真値に対して，
Way-Wigner 相関式を用いた従来法では 69％  (Case 1) と 42％  (Case 2)，本手法
では 94％  (Case 1) と 82％  (Case 2) になっており，真値に対する過小評価は本
手法により 31％から 6％  (Case 1) および 58％から 18％  (Case 2) に改善された．
つまり予測誤差が約 1/5.2 (Case 1)，約 1/3.2 (Case 2) に減少した．本手法での 94％  
(Case 1) と 82％  (Case 2) は上述の真値に対する ORIGEN 2.2 による崩壊熱の比
とほぼ一致する．一方，水位が 4.5 m (ラック上端 ) まで低下する時間は真値に対
して，Way-Wigner 相関式を用いた従来法では 73％  (Case 1) と 43％  (Case 2)，
本手法では 94％  (Case 1) と 83％  (Case 2) になっており，真値に対する過小評
価は本手法により 27％から 6％  (Case 1) および 57％から 17％  (Case 2) に改善
された．つまり予測誤差が約 1/4.5 (Case 1)，約 1/3.4 (Case 2) に減少した．  
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図 5.36  全交流電源喪失時の平均水温の比較  
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図 5.37  全交流電源喪失時の水位の比較  
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表 5.3  真値に対する時間比  
  
水温管理値  (65℃ ) 
に達する時間比  
ラック上端  (4.5 m) 
に達する時間比  
従来法* 0.69 0.73 
Case 1 
本手法  0.94 0.94 
従来法* 0.42 0.43 
Case 2 
本手法  0.82 0.83 
(* Way-Wigner 相関式 (13) を用いた崩壊熱の計算 ) 
5.6.2  本予測手法の精度  
第 5.3.2 項では浄化冷却設備停止時を対象として，本研究で提案した予測手法
は浄化冷却設備再起動時の水温に到達するまでの時間を 6％  (Case 1) および
32％  (Case 2) 安全側に評価することを示した．ここでは，全交流電源喪失時を
対象として，本手法の予測精度と安全裕度について検討する．第 5.6.1 項と同様
に，水位低下率と温度上昇率が福島第一原子力発電所における測定値と一致する
崩壊熱と蒸発熱流束を用いた計算値を真値と仮定する．ORIGEN 2.2 による崩壊
熱計算値に対する倍率および相関式 (3.15) と (3.16) による蒸発熱流束計算値に
対する倍率は，2 号機プールではそれぞれ 0.7 倍と 1.9 倍  (図 5.24 参照 )，3 号機
プールではそれぞれ 0.7 倍と 2.3 倍  (図 5.21 参照 )，4 号機プールではそれぞれ
0.8 倍と 1.55 倍  (図 5.18 参照 ) である．第 5.6.1 項と同様に，水温が 65℃に到達
する時間と水位が 4.5 m（ラック上端）まで低下する時間について，本手法によ
る予測値  (崩壊熱および蒸発熱流束とも 1.0 倍 ) と真値  (仮定 ) とを比較する．
水温の初期値は 30℃である．  
表 5.4 には平均水温が管理値  (65℃ ) に達するまでの日数を示し，表 5.5 には
ピット水位がラック上端にまで低下するまでの日数を示す．また，平均水温と水
位の比較を図 5.38，図 5.39 および図 5.40 に示す．3 つのプールとも，測定値に
一致する倍率を用いた真値に比べ本手法のほうがラック上端まで水位低下する
時間を約 25％程度短く評価する結果となっている．これは ORIGEN 2.2 による崩
壊熱計算値と導出した蒸発熱流束相関式により計算された蒸発熱流束とを用い
て求めた本手法による水温と水位の予測が安全側の評価であることを示してい
る．  
3 号機プールの条件では平均水温の真値は 65℃に達していない．平均水温が
65℃に到達する時間は真値に対して，2 号機プールでは 49%，4 号機プールでは
76%であり，それぞれ 51%，24%安全側に評価した．また，水位が 4.5 m（ラッ
ク上端）まで低下する時間は真値に対して，2 号機プールでは 72%，3 号機プー
ルでは 73%，4 号機プールでは 79%であり，それぞれ 28%，27%，21%安全側に
評価した．  
上記の結果は，ラック上端まで水位が低下する時間は崩壊熱にほぼ比例するこ
と，および崩壊熱が小さい場合には蒸発熱流束が水温に大きく影響することを示
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している．  
 
表 5.4  平均水温が管理値  (65℃ ) に達するまでの日数  
 
本手法  [A] 
(1.0 QD，1.0 qE)
真値  [B] 
（倍率）  
A/B の値
1F2 プール  4.7 日  
9.6 日   
(0.7 QD，1.9 qE) 
0.49 
1F3 プール  6.1 日  
65℃に達しない   
(0.7 QD，2.3 qE) 
- 
1F4 プール  1.1 日  
1.4 日   
(0.8 QD，1.55 qE) 
0.76 
 
表 5.5  ピット水位がラック上端にまで低下するまでの日数  
 
本手法  [A] 
(1.0 QD，1.0 qE)
真値  [B] 
（倍率）  
A/B の値
1F2 プール  47.8 日  
66.7 日   
(0.7 QD，1.9 qE) 
0.72 
1F3 プール  53.8 日  
73.7 日  
 (0.7 QD，2.3 qE) 
0.73 
1F4 プール  13.1 日  
16.6 日   
(0.8 QD，1.55 qE) 
0.79 
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(a) 平均水温  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) ラック上端からの水位  
 
図 5.38  倍率を用いた場合  (真値 ) と用いない場合  (本手法 )  
との比較  (1F2 プール ) 
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(a) 平均水温  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) ラック上端からの水位  
 
図 5.39  倍率を用いた場合  (真値 ) と用いない場合  (本手法 )  
との比較  (1F3 プール ) 
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(a) 平均水温  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) ラック上端からの水位  
 
図 5.40  倍率を用いた場合  (真値 ) と用いない場合  (本手法 )  
との比較  (1F4 プール ) 
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5.6.3  予測精度への影響因子  
予測精度への影響因子として，SFP の寸法は計算結果に有意な影響を及ぼさな
いことを第 5.3.1 項の図 5.7 と図 5.8 に示した．予測結果に最も影響するのは，
第 5.6.1 項および第 5.6.2 項に示したように，崩壊熱の予測である．また，蒸発
熱流束の計算は，第 5.4.2 項に示したように，水温に大きく影響するが水位への
影響は比較的小さい．放射伝熱は，第 5.5 節に示したように，蒸発伝熱量の 1/10
以下であり水温予測への影響は小さいが，蒸発に影響しない放熱であるため水位
低下を抑制する  (図 5.27 (c) 参照 )．放射伝熱が及ぼす予測誤差は第 5.6.1 項およ
び第 5.6.2 項に示した予測誤差に含まれている．ここでは，前記以外の予測精度
への影響因子として，水圧の影響と自然循環流量について検討する．  
(a)  水圧の影響  
全交流電源喪失後 46 時間と 50 時間での水温分布の計算結果を図 5.41 に示す．
計算条件は図 4.14 および図 4.15 と同じであり，水面での蒸発熱流束は自然対流
空気への蒸発熱流束の相関式 (3.15) と (3.16) を用いて計算し，崩壊熱 QD は  5 
MW とした．水面を含めて大部分の領域で 100℃以上になっているが，水単相で
の計算であり沸騰を考慮していない．しかし，水圧により下方ほど圧力が高くな
り沸騰を開始する飽和温度が高くなっており，46 時間では大部分の領域で飽和
温度以下であり沸騰は生じない．水面近くでのみ飽和温度以上になっており沸騰
が生じるのは水面近くに限られる．50 時間では水温が飽和温度以上になり沸騰
する領域が下方に広がるが上部の 1/3 程度に限られる．  
一領域計算モデルと 3 次元計算との水温の比較を図 5.42 に示す．一領域計算
モデルでは水圧の影響を考慮しておらず 100℃で沸騰すると近似しており，平均
水温 Tw は 100℃で一定になっている．平均水温が 100℃になると水面温度 Tws が
100℃に急増しているのは，式 (5.2) に示したように沸騰後には Tws = Tw と近似
したことによる．一領域計算モデルは平均水温 90℃以上で若干高く評価してい
るが 100℃までは 3 次元計算結果とよく一致している．一方，平均水温が 100℃
を超えると，ピット水の蓄熱量を小さく評価して水位低下を大きく評価すること
になる．水位低下の過大評価量（つまり水位の過小評価量）dHw は，100℃を超
える蓄熱量に相当する蒸発量から，近似的に次式で計算できる．  
  
w
f
wsw
w
1002 H
h
HTCpdH
g
      (5.11) 
Ts (Hw/2) は水位  (Hw/2) での飽和温度である．水圧により平均水温が 100℃を超
えるが，100℃で沸騰すると近似したことによる水位の過小評価量を図 5.43 に示
す．通常水位 12 m では過小評価量が 0.29 m (通常水位の 2.4％ ) になるが，水位
がラック上端（4.5 m）まで低下すると過小評価量は 0.04 m (通常水位の 0.3％ ) に
なる．これは，水位が低下するにしたがって水圧の影響は小さくなり，徐々に計
算誤差が小さくなることによる．  
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(a) 46 時間後  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) 50 時間後  
 
図 5.41  全交流電源喪失条件での水温分布  (崩壊熱 QD = 5 MW) 
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図 5.42  一領域計算モデル  (1R) と 3 次元計算  (3D) との水温の比較   
(崩壊熱 QD = 5 MW) 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
図 5.43  水圧が水位計算に及ぼす影響  
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(b)  自然循環流量の影響  
式 (5.3) で計算する自然循環流量 Gws [kg/s] は図 5.2 と図 5.3 に示すとおり崩
壊熱の関数として定義しているが，一領域計算モデルによる計算結果が水面から
の蒸発伝熱を含めた 3 次元計算結果に一致するように自然循環流量を求めてお
り，蒸発伝熱量の影響も含んでいる．しかし，崩壊熱が小さいと 3 次元での計算
時間が長くなることから，図 5.4 に示したように崩壊熱 1 MW 未満での検証は行
っていない．1 MW 以上の高い崩壊熱での蒸発伝熱量は崩壊熱に比べて小さいた
め，自然循環流量に与える影響は崩壊熱が支配的である．一方，1 MW 未満の低
い崩壊熱では崩壊熱と蒸発伝熱量がほぼ等しくなり，SFP 水内の自然循環力は崩
壊熱の 2 倍相当となる．そこで 0.9 MW と 0.3 MW の崩壊熱のケースと，その 2
倍の崩壊熱である 1.8 MW と 0.6 MW での自然循環流量を計算した結果，1.8 MW
と 0.6 MW での自然循環流量は 0.9 MW と 0.3 MW での自然循環流量のそれぞれ
約 1.27 倍と約 1.24 倍となった．図 5.13 (崩壊熱  0.9 MW) と図 5.14 (崩壊熱  0.3 
MW) での計算において自然循環流量にこの倍率を掛けて計算した結果を比較
して図 5.44 と図 5.45 に示す．自然循環流量 Gws が多くなると式 (5.2) より水面
温度 Tws が高くなり蒸発伝熱量が QE が多くなるため，平均水温 Tw が低くなる
が影響は小さい．一方，自然循環流量と蒸発伝熱量は，水位の計算式 (5.5) から
明らかなように，水位 Hw には直接的な影響を及ぼさない．  
図 5.44 と図 5.45 から，崩壊熱の 2 倍相当に対する自然循環流量を与えても 1 
MW 未満の低い崩壊熱では平均水温と水位の時間変化に大きな違いは見られな
かった．このことは 1 MW 未満という低い崩壊熱においても自然循環流量に式
(5.3) を適用できることがわかる．  
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(a) 平均水温  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) 水位  
図 5.44  崩壊熱 2 倍相当の自然循環力を与えた計算結果  (崩壊熱 QD = 0.9 MW) 
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(a) 平均水温  
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
 
(b) 水位  
図 5.45  崩壊熱 2 倍相当の自然循環力を与えた計算結果  (崩壊熱 QD = 0.3 MW) 
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5.6.4  本予測手法の課題  
本研究においては，電源喪失時における使用済燃料ピットの水温と水位の予測
手法として一領域計算モデルを開発した．本研究では最適評価を目指したが，浄
化冷却設備停止時 2 ケースと全交流電源喪失時 3 ケースについて予測結果を検証
し，いずれもピット水の温度上昇と水位低下を安全側に評価する結果になった．
したがって，本予測手法は電源喪失時におけるアクシデントマネージメントのた
めの実機評価に活用できると考える．  
ピット水の温度上昇と水位低下を安全側に評価する要因は長期間冷却された
照射済燃料集合体の崩壊熱予測である．本研究では，最大燃焼度  (48 GWd/t も
しくは 55 GWd/t) として崩壊熱を計算したが，実際の燃焼度を用いて崩壊熱を
計算する必要がある．このためには，ORIGEN 2.2 を用いて燃焼度ごとに計算し
て崩壊熱テーブルを作成する必要がある．また，本研究では PWR の燃料集合体
のみを対象としており，BWR に適用するには BWR の燃料集合体に対する計算
を行って崩壊熱テーブルを作成する必要がある．  
本研究では，伝熱面寸法 1 m 以下での測定値から蒸発熱流束の相関式を導出し，
10 m 規模の SFP に適用した．検証結果から，実際の蒸発熱流束は最大で相関式
の約 2 倍になる可能性がある．伝熱面寸法 10 m 規模での測定値は極めて少なく
十分な検証や相関式の改良には困難が予想されるが，残された課題の一つである． 
本研究で開発した一領域計算モデルでは熱放射の影響を考慮していない．また，
水圧による飽和温度の上昇を考慮しておらず，100℃で沸騰すると近似している．
これらが予測結果に及ぼす影響は大きくはないが，計算モデルとして改良の余地
がある．  
本予測手法は，電源喪失時におけるアクシデントマネージメント評価への活用
を目的としていることから，水位低下により照射済燃料集合体が空気中に露出し
た場合の燃料温度と燃料健全性の評価は対象外としている．空気中に露出後の照
射済燃料集合体の健全性は崩壊熱に依存し，最も崩壊熱が大きい照射済燃料集合
体は露出後の数時間で破損すると予測されており (14)，5 年以上長期間冷却された
照射済燃料集合体は空気中に露出しても損傷しないと予測されている (1)．このよ
うな知見を用いて SFP の照射済燃料集合体が空気中に露出して破損した時に放
出される放射能量の予測については，本研究とは別の研究テーマである．  
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5.7  まとめ 
CFD ソフトウェア  FLUENT 6.3.26 を用いた 3 次元熱流動解析の結果に基づ
き，浄化冷却設備停止時の SFP の水温を予測する一領域計算モデルによる水温
予測手法を開発し，全交流電源喪失時の SFP の水位予測手法に拡張した．浄化
冷却設備停止時については 3 次元解析結果および測定値と比較し，全交流電源喪
失時については福島第一原子力発電所における測定結果を用いて検証し，以下の
結果を得た．  
(1) 一領域計算モデルによる水温予測は，崩壊熱が大きい場合には 3 次元計算と
よい一致を示したが，崩壊熱が小さい場合には 3 次元計算より少し高い値を
示した．  
(2) ORIGEN 2.2 による崩壊熱予測値は，長期間冷却され崩壊熱が小さい照射済
燃料集合体に対しては，水位低下率を過大評価し，崩壊熱を大きく予測する
結果になった．  
(3) 自然対流熱伝達と物質伝達との相似則に基づいて導出された蒸発熱流束の相
関式は，水温を高く予測した．水温測定値と一致する計算値を与える蒸発熱
流束は，自然対流熱伝達と物質伝達との相似則に基づく相関式による蒸発熱
流束の約 1.7 倍であった．  
(4) 熱損失を無視した  (断熱 ) 条件による水位予測は，崩壊熱が小さい場合に，
熱損失を考慮した場合に比べて水位を高く評価した．これは水温とプール水
への蓄熱量を大きく評価するためである．このことは，断熱条件は必ずしも
安全側の評価にならないことを示唆している．  
(5) 放射率を大きめに仮定しても放射伝熱量は蒸発伝熱量の 1/10 以下であった．
放射伝熱は，水位低下率に影響するが，蒸発熱流束の検証結果には直接影響
しないことを確認した．  
 
また，本予測手法の効果と予測精度について考察を行ない，以下の結果を得た． 
(1) Way-Wigner 相関式を用いた崩壊熱計算の従来法と比較して，本予測手法を用
いることにより平均水温が管理値 65℃に到達する時間および水位がラック
上端まで低下する時間に対する予測誤差を約 1/3～1/5 に減少した．  
(2) 本予測手法は，検証した全てのケースにおいて平均水温が管理値 65℃に到達
する時間および水位がラック上端まで低下する時間を短く予測し，安全側の
評価であることを確認した．  
(3) 予測精度への影響因子として崩壊熱予測，蒸発熱流束相関式，放射伝熱の他
に水圧による飽和温度の上昇があるが，水圧が水位予測に及ぼす影響は通常
水位で 2.4％，ラック上端まで水位低下すると 0.3％と小さい．また，ピット
水の自然循環力が平均水温と水位の予測に及ぼす影響は小さいことを確認
した．  
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今後の課題として，福島第一原子力発電所のデータには測定条件などの不確か
さがあり，また，原子炉ウェルの水の漏洩は模擬していないといった計算条件の
不確かさがあるが，貴重な測定結果であり，本研究結果を反映して自然対流蒸発
に対する熱流束相関式を改良することが望まれる．  
開発した一領域計算モデルでは，熱放射の影響を考慮しておらず，また水圧に
よる飽和温度の上昇を考慮しておらず 100℃で沸騰すると近似している．これら
が予測結果に及ぼす影響は大きくはないが，計算モデルとして改良の余地がある． 
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第 6 章   結   論  
6.1  総括的結論  
本研究では，原子力発電所の使用済燃料ピット  (SFP) の浄化冷却設備停止時
や換気空調系停止時におけるピット水の温度上昇と水位低下を適切にかつ簡便
に予測できる手法を開発することを目的とした．ピット水の温度上昇と水位低下
の予測に対する最も重要な不確かさは崩壊熱と蒸発熱流束の計算であり，これら
の評価に重点を置いた．  
 
第 2 章では，燃焼計算ソフトウェアである ORIGEN 2.2 を用いて燃料仕様ごと
に崩壊熱計算を行ない崩壊熱テーブルを整備して，条件に応じて崩壊熱を補間計
算できるようにした．ORIGEN 2.2 による崩壊熱計算値は，原子炉から取り出し
た直後の照射済燃料集合体に対しては ANS-5.1-1973 および AESJ 相関式から計
算した崩壊熱と相互によい一致を示したが，それ以降時間経過した照射済燃料集
合体に対しては最も低い値となった．  
 
第 3 章では，伝熱面長さ 10 m 規模の SFP 水面から空気への蒸発熱流束を予測
することを目的として，伝熱面長さ 0.94 m の測定部 A と 0.30 m の測定部 B で測
定された熱流束データを用いて強制対流蒸発に対する相関式を導出するととも
に，自然対流熱伝達と物質伝達との相似則を用いて自然対流蒸発に対する相関式
を導出した．  
(1) 測定部 B で測定された熱流束データを用いて導出した蒸発熱流束相関式で
は，熱流束はレイノルズ数 (空気流速 )の 0.63 乗に比例し蒸気質量分率差  (水
面における蒸気質量分率と空気中の蒸気質量分率の差 ) の 0.88 乗に比例し
た．  
(2) 測定部 A で測定された熱流束データを用いて，蒸気濃度境界層が発達した相
対湿度 100％を対象とする相関式を導出した．この相関式では，伝熱面長さ
を変数に含まず，熱流束は空気流速の 0.60 乗に比例し蒸気質量分率差の 1.0
乗に比例した．強制対流蒸発に対する熱流束計算にはこの相関式を使用した． 
(3) 測定部 B データから導出した相関式と測定部 A データから導出した相関式は，
伝熱面長さ 10 m に対して相互にほぼ一致したことから，これらの相関式は
実機ピットに適用できると判断される．  
(4) 相似則に基づく自然対流蒸発に対する相関式は，Fujii らの相関式による熱
流束の約 0.3～0.8 倍になったが，同様の水温依存性を示した．また，Fujii ら
の相関式の適用範囲である 100℃で熱流束が相互にほぼ一致し，比較的妥当
な結果を与えていると判断される．  
 
第 4 章では，浄化冷却設備停止時の SFP の熱損失と水温を評価するために，
CFD ソフトウェア  FLUENT 6.3.26 を用いてピット水の 3 次元熱流動挙動を計
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算した．計算においては，第 2 章で整備した燃焼計算ソフトウェア  ORIGEN 2.2 
による崩壊熱テーブルと，第 3 章で導出した水面から換気空気への蒸発熱流束の
相関式を用いた．  
(1) 水温は SFP 内でほぼ一様であり，この結果はピット水を一領域として質量保
存式とエネルギー保存式を解く単純な領域モデルによって精度よく平均水
温を得ることができることを示唆している．  
(2) ORIGEN 2.2 は，停止した原子炉の炉心から比較的短い時間で取り出された
崩壊熱の大きい照射済燃料集合体については崩壊熱を精度よく予測したが，
長時間冷却され崩壊熱の小さい照射済燃料集合体については崩壊熱を大き
く予測した．  
(3) 導出した強制対流蒸発に対する熱流束相関式は，ピット水の温度上昇率を過
大評価した．  
 
第 5 章では，第 4 章における 3 次元熱流動挙動解析の結果に基づき，一領域計
算モデルを用いて浄化冷却設備停止時の SFP 水温の予測手法を開発するととも
に，全交流電源喪失時の SFP 水位計算に拡張した．3 次元計算の平均水温と一領
域計算の水温が一致するピット水の自然循環流量を求め，崩壊熱の関数で表し，
水面温度を用いて蒸発熱流束を計算できるようにした．開発した一領域計算モデ
ルによる結果は，浄化冷却設備停止時に対しては 3 次元計算および測定値と比較
し，全交流電源喪失時に対しては福島第一原子力発電所における測定結果を用い
て検証した．  
(1) 一領域計算モデルによる水温予測は，崩壊熱が大きい場合には 3 次元計算と
よい一致を示したが，崩壊熱が小さい場合には 3 次元計算より少し高い値を
示した．  
(2) 自然対流熱伝達と蒸気の物質伝達との相似則に基づいて導出された蒸発熱
流束の相関式は，水温を高く予測した．水温測定値と一致する計算値を与え
る蒸発熱流束は，相似則に基づく相関式による蒸発熱流束の約 1.7 倍であっ
た．  
(3) 熱損失を無視した  (断熱 ) 条件を用いた水位予測は，崩壊熱が小さい場合に
は熱損失を考慮した場合に比べて水位を高く評価した．これは水温とプール
水への蓄熱量を大きく評価するためである．このことは，断熱条件は必ずし
も安全側の評価にならないことを示唆している．  
 
また，本予測手法の効果と予測精度について考察を行った．  
(1) 本予測手法を用いることによって，従来法と比較し，平均水温が管理値に到
達する時間および水位がラック上端まで低下する時間に対する予測誤差が
従来法と比較して減少する効果が認められた．  
(2) 水圧による飽和温度の上昇が水位予測に及ぼす影響は小さく，またピット水
の自然循環力が平均水温と水位の予測に及ぼす影響は小さいことを確認し
た．  
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上述したように，浄化冷却設備停止時や全交流電源喪失時におけるピット水の
温度上昇と水位低下を適切にかつ簡便に予測できる手法を開発した．崩壊熱，水
温と水位の予測とも明確な原因（予測条件である燃焼度，相似則に基づいて導出
された熱流束相関式）により安全側の評価であることから今後，原子力発電所で
活用が可能である．本研究成果の実機適用により，浄化冷却設備の点検や補修時
間を従来より長く確保することができる．また，全交流電源喪失事象に対する事
故時マニュアルに反映し，原子力発電プラントの信頼性の向上に寄与することが
期待される．  
 
6.2  今後の課題  
SFP における放熱と水温および水位を評価する際の最も重要な不確かさは，発
熱源である崩壊熱の計算とピット水面から空気への蒸発熱伝達の計算である．  
崩壊熱計算では，長時間冷却された照射済燃料集合体の崩壊熱を大きく予測し
た．照射済燃料集合体の燃焼度を最大燃焼度として計算したことが崩壊熱を大き
く予測した主な原因と考えられる．燃焼度と崩壊熱の計算方法を改善するととも
に検証データを蓄積することが望まれる．また，本研究では PWR の燃料集合体
のみを対象としているため，PWR 以外の燃料集合体仕様に適用するには当該燃
料集合体に対する崩壊熱テーブルを作成する必要がある．  
蒸発熱流束の相関式については，対流熱伝達の寄与が小さいことから，蒸発熱
流束と対流熱流束を区別しておらず，伝熱機構に対応した相関式の導出が望まれ
る．また，蒸発熱流束の相関式導出では，伝熱面寸法 1 m 以下での測定値から
10 m 規模の SFP に適用した．検証結果から，実際の蒸発熱流束は最大で相関式
の約 2 倍になる可能性がある．伝熱面寸法 10 m 規模での測定値は極めて少なく
十分な検証や相関式の改良には困難が予想されるが，残された課題である．強制
対流蒸発熱流束の相関式の比較に用いた測定では水温が低く十分な検証を行え
なかった．高温条件における検証データの取得が望まれる．自然対流蒸発熱流束
の相関式は福島第一原子力発電所における水温測定値を低く評価した．この福島
第一原子力発電所のデータには測定条件などの不確かさがあるが貴重な測定結
果であり，本研究結果を反映して相関式を改良することが望まれる．  
本研究で開発した予測手法では，放射伝熱を考慮しておらず，また水圧による
飽和温度の上昇を考慮していない．これらが予測結果に及ぼす影響は大きくない
が，計算モデルとして改良の余地がある．  
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